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Les tremblements de terre engendrent des dommages importants sur les structures qui 
nous entourent. Les séismes im portants des dernières années, tel celui du Chili en 2010, 
démontrent la gravité des impacts structuraux, économiques et sociaux. Ces événements 
perm ettent aux ingénieurs de modifier et d ’améliorer les normes en vigueur. Comme les 
bâtiments, les ponts sont soumis à des dommages allant de léger à la perte de l’ouvrage. 
Afin de restreindre les dommages aux structures, le dimensionnement à la performance 
est souvent utilisé dans la pratique. Ce dernier permet de limiter les dommages selon 
le séisme de calcul. Ces dommages sont catégorisés par niveaux de performance passant 
de service à dommages sévères. Afin de relier la réponse de la structure à ces niveaux, 
l’ingénieur de la pratique utilise des paramètres de mesures perm ettant de quantifier les 
dommages. Ces paramètres situent la performance de la structure selon les différents états 
limites qui bornent les niveaux de performance. Plusieurs états limites sont proposés dans 
la littérature afin de définir le niveau d ’endommagement des piliers de pont en béton armé. 
Ceux-ci peuvent être des déformations ou encore des ductilités.
Au cours des dernières années, certaines méthodes de renforcement ont été mise sur pied 
afin de palier aux différentes lacunes structurales. L’une d ’entre elles est le confinement à 
l’aide de matériaux composite. La ductilité, les dommages, la séquence d ’endommagement 
et, du même coup, la performance des éléments structuraux sont modifiés par la présence 
de ce type de renforcement. De cette manière, les différents états limite de la littérature 
représentent moins bien les niveaux d ’endommagement attein ts pendant un tremblement 
de terre.
Dans le but de quantifier les différents dommages d ’une pile de pont renforcée de m até­
riaux composite afin d ’évaluer les états limites bornant les niveaux de performance, une 
campagne numérique a été complétée. A l’aide de données expérimentales, le modèle nu­
mérique a été calibré. La plastification des barres longitudinales, la rupture du P R F  ainsi 
que le comportement hystérésis a pu être reproduit de manière efficace et précise. Par la 
suite, une campagne numérique de douze poteaux, selon différents paramètres, a été com­
plétée afin d ’évaluer les différents états limites. Les résultats ont permis de démontrer que 
les états limites proposés dans la littérature ne représentent pas le comportement de piles 
de pont renforcées de matériaux composites. En effet, les ductilités et les déformations 
bornant les différents états surestiment l’endommagement qui survient pour des poteaux 
confinés de PRF. Selon les résultats obtenus, il a été possible de proposer de nouvelles 
valeurs plus représentative de Pendommagement.
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Les dommages suites à des tremblements de terres sont souvent très sévères et peuvent 
causer des pertes de vies importantes. Les séismes im portants des dernières années tel ceux 
de Loma Pieta (1989), Northridge (1994) ou, plus récemment, celui du Chili (2010) ont 
permis aux ingénieurs de la pratique d ’observer des dommages récurrents causés par des 
lacunes structurales importantes. Dans le domaine des ponts, la pile de pont est souvent 
choisie comme élément structural perm ettant la dissipation d’énergie [Priestley et al., 
1996] ce qui peut se traduire par de l’endommagement permanent après le séisme. De 
plus, les états d ’endommagement de cet élément influencent la performance globale de la 
structure [Fahmy et ai, 2010]. Pour cette raison, la présente étude së concentre sur les 
dommages sur la pile. Les autres dommages, comme les rotations de culée par exemple, 
sont répertoriés dans quelques ouvrages [Priestley et al., 1996] mais surviennent moins fré­
quemment. Une pile de pont sous charge sismique est soumise à des efforts de compression, 
de cisaillement et de flexion.
La charge axiale représente généralement près de 10% de la capacité du poteau ( 10%Agf g), 
ce qui est loin d ’être critique. Il est toutefois im portant de mentionner que la présence de 
cette force ainsi que l’intensité de cette dernière a une incidence sur la résistance en flexion 
de la section [Paultre, 2011].
L’effort de cisaillement est repris conjointement par les armatures transversales et le bé­
ton. Les poteaux de petite hauteur sont plus sujets à ce genre de dommages puisque 
le rapport entre l’effort tranchant et la flexion est élevé. On distingue ce genre de dé­
gradation par la présence de fissures obliques. Elles sont prédominantes une fois que les 
étriers plastifient ou lorsque des crochets sismiques sont absents. Dès lors, seul le béton 
reprend l’effort de cisaillement. De plus, on remarque une diminution de la résistance en 
cisaillement de la section avec l’atteinte de grande ductilité [Priestley et al., 1996]. Ceci 
est causé par l’ouverture importante de fissures de flexion qui diminue la participation du 
béton dans la reprise du cisaillement. Ce genre de dommages est très critique et est le 
plus dangereux. Pour le séisme de Northridge (1994), six des sept ponts effondrés ont subi 
ce genre de dommages [Priestley et ai, 1996]. Le code canadien de calculs des ponts rou-
1
2 CHAPITRE 1. IN T R O D U C T IO N
tiers [CAN/CSA-S6-06, 2006] s’est doté de restriction afin de limiter ce genre de dommages 
en assurant un confinement minimum pour les zones critiques ainsi que des espacements 
minimums pour l’acier d ’armature transversal.
La flexion, pour sa part, est un mode de rupture ductile. Une fois les barres longitudinales 
plastifiées, la section conserve une résistance résiduelle jusqu’à la rupture du béton par 
écrasement du noyau. En raison de la faible charge axiale souvent appliquée sur les piles, 
le moment résistant est élevé. Par contre, le chevauchement des barres ou encore l’arrêt 
de ces dernières peuvent occasionner une perte' de résistance importante [Priestley et al., 
1996] ainsi que la perte de l’ouvrage. Pour cette raison, le code canadien du calcul des 
ponts routiers [CAN/CSA-S6-06, 2006] ne permet pas le chevauchement des barres dans 
les zones de rotules plastiques et demeure strict sur la zone où il l’est permis. De plus, la 
présence d ’un confinement insuffisant peut engendrer une rupture du noyau de béton.
1.2 Comportement et dimensionnement d’un pilier de 
pont
Contrairement au dimensionnement des charges permanentes, d ’exploitation et de vent, 
le dimensionnement sismique peut se faire dans le domaine non-linéaire. Les charges sis­
miques que subit une structure sont causées par l ’accélération du sol. Ces dernières créent 
des forces d ’inerties internes qui sont proportionnelles à la masse de la structures. Ces 
dernières sont contrées par des forces statiques et d ’amortissement développées dans la 
structure. La force sismique peut être représentée par la multiplication de l’accélération 
du sol par la masse de la structure. Selon le code canadien de calcul des ponts rou­
tiers [CAN/CSA-S6-06, 2006], plusieurs méthodes sont disponibles afin de déterminer l’ef­
fort sismique qui sera utilisé.
Toujours selon le code canadien de calcul des ponts routiers [CAN/CSA-S6-06, 2006], la 
formation d’un mécanisme plastique doit être considéré avant tout autre mode de rupture. 
Ce mode doit être concentré aux piles pour éviter les dommages aux autres éléments de la 
structure comme mentionné précédemment. En d ’autres mots, la pile de pont est l ’élément 
dissipateur d ’énergie lors d ’un séisme. Certains types d ’appuis peuvent être utilisés pour 
dissiper de l’énergie. Par contre, la présente étude se concentre sur des constructions 
conventionnelles. Afin de forcer la plastification, on diminue la force sismique par un 
facteur de réduction (R) qui dépends du type d’élément à dimensionner. Selon la théorie 
des déplacements égaux et de la conservation d ’énergie, on retrouve les déplacements qui 
sont causés par cette force en multipliant la réponse par ce même facteur R  [Paultre,
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2005]. Du point de vue du design, l’ingénieur détermine l’effort sismique, l’applique sur 
l’élément et détermine ensuite le déplacement maximum attein t. Par contre, une approche 
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Figure 1.1 Concept de rotule plastique et de plasticité
l’atteinte de la ductilité désirée. Selon Priestley et al. [1996], cette méthode est beaucoup 
plus réaliste puisqu’on atteint des déplacements beaucoup plus près de la réalité qu’avec 
le dimensionnement basé sur les forces. Il est im portant de savoir que le déplacement est 
séparé en deux, soit les déplacements élastique et inélastique, comme l’illustre la figure
1 .1 . Le comportement élastique est connu par les propriétés du matériau et de la section, 
soit le module de Young (E) et l’inertie (I) dans la direction étudiée selon l’équation 1 .1  
où <fiy correspond à la courbure élastique et l à la longueur de l’élément.
A* =
iPyÏ1
( 1 . 1 )
Le déplacement plastique est surtout concentré à la base du poteau dans le cas d ’une 
simple courbure, soit dans la zone de rotule plastique (lp). La connaissance de cette zone 
permet de prédire le déplacement ultime (A„) selon l’équation 1.2 où tpu est la courbure 
ultime. Ce concept découle de la méthode du moment des aires.
Au Ay (v?u (£>y) lp x '^ l 2 ^ ( 1 .2)
Cela dit, cette zone de plasticité (lp) est d ’autant plus im portante que c’est dans cette zone 
que l’on doit s’assurer de pouvoir résister au moment de plastification ( Mp). Cette zone 
doit être prévalue d ’un détail suffisant d ’arm ature afin de pouvoir maintenir l’intégrité de 
la structure [CAN/CSA-S6-06, 2006]. On délimite cette dernière là où la demande en cour­
bure {<$>) est inférieure à la courbure de plastification(0y). Au-delà de cette zone, l ’élément 
demeure dans le domaine élastique. Sa résistance doit être suffisante afin de perm ettre 
la création du mécanisme plastique. Ce principe est à la base du dimensionnement à la
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capacité. De cette manière, on préconise la formation d ’une rotule plastique avant tout 
autre mode de rupture fragile [Paultre, 2011]. Le code canadien sur le calcul des ponts rou­
tiers [CAN/CSA-S6-06, 2006] y consacre d ’ailleurs une clause importante (art. 4.7.4.2.5). 
Il recommande une aire d ’acier transversale minimale lorsque le béton est incapable de 
reprendre l’ensemble des efforts de cisaillement ainsi qu’une aire minimale pour la région 
de rotule plastique. La connaissance de cette longueur est donc très im portante. Or, la 
présence du PRF influence la valeur de cette longueur.
1.3 Méthode de renforcement
Des campagnes d ’études ont été entreprises afin d ’améliorer le comportement parasismique 
des piliers de pont. Priestley et al. [1996] en répertorie d ’ailleurs quelques unes et les 
caractérisent dans son ouvrage. Ces modes de renforcement tentent d’éviter les modes de 
ruptures fragiles des piles de pont afin de respecter le dimensionnement à la capacité. Elles 
sont toutes des méthodes de renforcement par confinement :
- Chemisage à l’aide d ’une enveloppe d ’acier ;
- Chemisage à l’aide d ’une enveloppe de composite ;
- Augmentation de la section avec du béton.
De toutes ces méthodes, une d ’entre elles fait l ’objet de plusieurs projets de recherches. 
En effet, le chemisage à l’aide de polymères renforcés de fibres (PRF) est très populaire en 
raison de ces nombreux avantages. Avec l’évolution des m atériaux composites, leur utilisa­
tion en réhabilitation parasismique a fait ses preuves. Le faible poids ajouté à la structure, 
l’installation facile ainsi que les performances mécaniques sont des atouts im portants pour 
ce type de renforcement. De plus, aucune augmentation de rigidité n’est causée par ce type 
de renforcement. Du même coup, les efforts sismiques demeurent inchangés. De la même 
manière, l’application du PR F de manière circonférentielle, et non longitudinale, perm et 
d’éviter l’augmentation du moment résistant de la section pouvant modifier la séquence 
d ’endommagement. Dans ces cas, les fibres reprennent des efforts de traction perm ettant à 
la section de développer des efforts supplémentaires. L’Université de Sherbrooke a procédé 
d ’ailleurs à plusieurs recherches à ce sujet [Boucher-Trudeau, 2010; Éric St-Georges, 2006; 
Roy, 2006]. Elles ont démontré que l’utilisation des PR F entraîne une augm entation de la 




Lorsque l'on effectue le dimensionnement d ’un pont, on doit tenir compte de sa catégorie 
d ’importance [CAN/CSA-S6-06, 2006]. Cette dernière perm et de connaître le niveau de 
performance attendue par l’ouvrage selon la période de récurrence ( T) de l’aléa sismique. 
La figure suivante, tirée de Roy [2006], représente la matrice de performance selon la norme 
en vigueur [CAN/CSA-S6-06, 2006].
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Figure 1.2 Matrice de performance CAN/CSA-S6-06 [2006] [Roy, 2006]
Ces indices de performances qualifient l’é tat d ’endommagement d’une structure face à un 
séisme. Afin de quantifier ces états, on utilise les états limites ( lirait states). Ces derniers 
sont quantifiés à l’aide de paramètres d ’endommagement ( Engineering Damages Parameter - E D P ). 
Ils permettent à l’ingénieur et aux maîtres d ’ouvrage de déterminer quel est l ’é ta t des dom­
mages et quel est le renforcement nécessaire après un événement [P.Berry et al., 2008]. Se­
lon la référence utilisée, les EDPs peuvent être des déformations [Kowalsky, 2000; P.Berry 
et al, 2008], des indicateurs d ’énergie [G.Promis et E.Ferrier, 2012] ou des déplacements 
relatifs (drift) [Fahmy et a l,  2009].
Pour définir les états limites, il est im portant de connaître les étapes m enant à  la rupture de
\
l’ouvrage. Pour une pile de pont en béton armé conventionnel la progression des dommages 
peut être expliquée de la manière suivante [P.Berry et O.Eberhard, 2003] :
1) Fissuration de l’enrobage ;
2) Début de fissuration du noyau ;
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4) Expansion importante du noyau causée par la fissuration ;
5) Plastification des étriers, rupture des étriers, flambages des barres longitudinales.
Une explication plus détaillée sera faite à la section 2.3. Il est important de souligner que 
cette séquence de dommages peut prendre fin brusquement par une perte d ’appui de la 
superstructure causée par de grands déplacements.
1.5 Définition et objectifs du projet de recherche
L’utilisation de méthodes de renforcement, tel le chemisage avec PRF, accentue la per­
formance des piles de pont. En raison de la présence d ’un confinement supplémentaire, 
les états limites déjà définis dans la littérature pour des poteaux de béton armé conven­
tionnel ne se prête pas bien dans ces circonstances. La présence du PRF rend impossible 
le suivi de la fissuration et, du même coup, la dégradation interne du noyau. Comme il 
sera discuté dans la prochaine section, la séquence d ’endommagement est modifiée. Avec 
le grand nombre de structures nécessitant un renforcement, plusieurs piles de pont de­
vront être confinées avec des PRF. En effet, plus de 70% des structures du Québec ont 
été construites entre les années 1960 et 1979 [Québec, 2010]. Avec l’évolution des normes 
sismiques depuis, l’augmentation des interventions va augmenter. Si l’on veut connaître 
l’é tat d ’endommagement ainsi que la performance de la pile renforcée, on doit définir 
de nouveaux états limites plus actuels perm ettant de bien représenter le cas de poteaux 
confinés avec PRF.
Dans cette optique, la présente étude a pour but de proposer des états limites représen­
tatifs de la performance d ’une pile de pont confinée avec PRF. Une campagne d ’analyses 
numériques non-linéaires a été effectuée afin d ’évaluer les états limites pour différents spé­
cimens (12 poteaux différents). Le modèle numérique a tout d ’abord été param étré avec 
une campagne expérimentale complétée par Carvalho [2 0 1 2 ], Suite à cela, les états limites 
ont pu être reliés à des ductilités données afin de caractériser l’endommagement. De plus, 
les analyses ont permis d ’étudier la longueur de la rotule plastique pour les poteaux confi­
nés de PRF. Les objectifs suivants seront élaborés dans le présent projet :
- La connaissance du comportement d ’un poteau confiné par P R F
- La mise sur pied d ’un modèle numérique sur la plateforme OpenSees
- La reproduction du comportement à l’aide de données expérimentales
- La prédiction des états limites de piles de pont renforcées de PR F
- Comparaison des équations de rotule plastique pour les poteaux confinés de PR F
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Le présente document est composée de 5 chapitre. Tout d ’abord, une présentation de 
l’état de l’a r t couvant la théorie utilisée sera présenté. Par la suite, la construction ainsi 
que les résultats servant à la calibration du modèle numérique sont expliqués. Une fois le 
modèle défini, la composition de la campagne expérimentale ainsi que les résultats sont 
montrés. Finalement, l’analyse de ces résultats ainsi que' la conclusion viennent clore le 
présent document. Fait intéressant, le présent projet fait partie d’un ensemble. En effet, 
trois phases ont été complétés conjointement par trois différents étudiants. Du présent pro­
jet s’ajoute une partie expérimentale [Carvalho, 2012] et une partie suivant des méthodes 
non destructives [St-Martin, 2012],
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CHAPITRE 2
Revue de littérature
Le présent chapitre contient une revue des travaux faits sur le comportement du béton 
confiné avec et sans PRF. Le dimensionnement sismique, les états limites, la longueur 
de la rotule plastique ainsi que la modélisation du pilier de pont font partie des sections 
formant ce chapitre. Ceci perm ettra de comprendre les fondements de base de ce mémoire 
ainsi que le détail des normes en vigueur.
2.1 Comportement axial du béton
Le béton normal possède un comportement que l’on pourrait qualifier de bilinéaire descen­
dant. Sa rigidité initiale, proportionnelle à sa résistance ( / cti), diminue considérablement 
avec l’augmentation de l’effort interne dès qu’il commence à fissurer. Selon la loi de Hooke, 
le béton prend de l’expansion proportionnellement au coefficient de Poisson. Initialement, 
cette valeur est de 0,15 qui corresponds à celui du béton. Cette valeur continue de croître 
pour atteindre des valeurs de 0,43.
Sous sollicitation triaxiale, le béton voit son comportement s’améliorer considérablement. 
En effet, la présence de forces perpendiculaires à la force axiale diminue l’expansion du 
béton. Dès lors, la propagation des fissures est restreinte et on conserve ainsi la rigidité du 
béton. La présence d ’étriers ou de spirales fait cet effet. La participation de ce confinement 
passif s’accentue avec l’augmentation de l’expansion du béton. En raison de son compor­
tement élastoplastique, la pression de confinement amenée par l’acier reste constante une 
fois celui-ci plastifié [Samaan et al., 1998]. En effet, les étriers plastifiés ne font que se 
déformer sans apporter de confinement supplémentaire. Plusieurs lois de comportement 
sont accessibles dans la littérature afin de prédire le comportement du béton confiné avec 
de l’acier comme celui de Légeron et Paultre [2003]. La majorité des modèles est basée 
sur une loi bilinéaire simple. La première partie de la courbe possède la même pente que 
celle du béton non confiné. La résistance et la déformation ultime sont fonction de la 
pression de confinement. Au-delà de cet état, le comportement devient descendant. La 
figure 2 .1  illustre le comportement axial du béton confiné avec des étriers selon la loi de 
comportement proposée par Légeron et Paultre [2003].
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Figure 2 .1  Contrainte déformation axiale du béton confiné avec acier transver­
sal à différents espacement "s" selon le modèle Légeron et Paultre [2003]
2.2 Confinement à l'aide de polymère renforcé de fibre
Contrairement à l’acier, les matériaux composites (PRF) possèdent un comportement 
élastique. La pression amenée par ce confinement est croissante jusqu’à la rupture de ce 
dernier [Samaan et al., 1998]. Lorsque la charge axiale augmente, la déformation latérale 
du noyau s’accentue et des déformations se développent dans le confinement. L’effort 
engendré est alors en équilibre avec celui causé par l’expansion du béton. Le comportement 
du matériau de confinement influence la réponse de la section. Les premiers modèles de 
confinement pour le PR F étaient basés sur une équivalence avec ceux de l’acier [Lorenzis 
et Tepfers, 2003]. Or, le comportement des deux matériaux est complètement différent.
Avec les années, plusieurs modèles ont fait leur apparition ; certains étaient basés sur des 
données expérimentales, d ’autres sur des principes de résistance des matériaux. Lorenzis 
et Tepfers [2003] et Teng et Lam [2004] ont d ’ailleurs publié un état de l’art com paratif 
de la plupart des modèles disponibles. Ces derniers possèdent plusieurs similarités. Leur 
différence majeure est la prédiction de la résistance ultime de la section. Cette résistance est 
d’ailleurs bornée par la capacité en traction du PRF. La déformation ultime que peut subir 
un échantillon soumis au test de coupon diffère de celle enregistrée dans le confinement 
lors d ’essai de compression. Cette rupture prématurée est répertoriée à maintes reprises au 
travers de la littérature [Eid et Paultre, 2008; Lorenzis et Tepfers, 2003; Teng et Lam, 2004],
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pose sont des paramètres pouvant influencer la- perte de résistance du confinement de PRF.
La présente étude concerne des poteaux confinés conjointement par des étriers et du PRF. 
Or, la majeure partie des modèles proposés ne tient pas compte de la participation des 
étriers dans le confinement [Lorenzis et Tepfers, 2003; Samaan et al., 1998; Teng et Lam,
2004], Cette hypothèse peut être valable pour des espacements importants. Par contre, 
certaines études ont prouvé que la présence de l’acier ne doit pas être écartée dans la 
détermination de la relation contrainte-déformation [Eid et Paultre, 2008]. En effet, les 
étriers influencent la réponse à l’ultime de l’élément renforcé. Suivant cela, certains modèles 
sont disponibles dans la littérature. De ces derniers, trois ont été retenus pour étude dans ce 
projet et seront décrits dans les paragraphes suivant. Leur choix a été fait en fonction de la 
justesse de leur résultats. En effet, chacun d ’entre eux a été utilisé dans le cadre d ’analyse 
numérique afin de prédire le comportement. Par la suite, le choix final du modèle utilisé 
sera expliqué.
P e lleg rin o  e t M o d en a  [2010] : Les auteurs proposent un modèle analytique pouvant être 
utilisé autant pour des poteaux circulaires que ceux qui sont rectangulaires. La pression.de 
confinement pour une section circulaire diffère de celle d ’une section rectangulaire. L’auteur 
utilise un coefficient d ’efficacité basé sur des données expérimentales. Ce coefficient perm et 
d ’ailleurs de tenir compte de l’effort supplémentaire amené par le flambage des barres. 
Lorsque le détail des étriers est déficient, seule la rigidité du confinement apportée par 
le PRF peut empêcher les barres de flamber. Dans ce cas, une rupture prém aturée des 
fibres survient. Conséquemment, plus les étriers sont espacés, plus les efforts causés par le 
flambage sur le PR F sont grands. Le coefficient d ’efficacité du PRF (A;e) (eq 2.1) dépend 
donc du détail d ’acier. Ce paramètre résulte de C  selon l’éqüation 2.2 représentant le 
rapport de rigidité de l’arm ature longitudinal sur celle du P R F  et de qui 7  correspond 
à des valeurs respectives de 0,7 et 1,5 pour un renforcement de carbone et de verre. Le 
paramètre C  est fonction du module de Young ( E y ^ g )  et du ratio (py>iong) des barres 
longitudinales ainsi que du module de Young ( E j ) e t du ratio (p/) du PRF.
Le contact avec le béton, le rayon de courbure du confinement ainsi que la qualité de la
Cette diminution peut être de l’ordre d ’environ 20% à 30%. selon la référence utilisée [Eid 
et Paultre, 2008]. Cette réduction est représentée par un coefficient d ’efficacité (£) entre
0,7 et 0,8.
ke =  7 c - ° - 7 (2 .1)
( 2 .2 )
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Le modèle proposé est bilinéaire pour les poteaux circulaires selon quatre paramètres. Il 
s’inspire de Richard et A bbott [1975] tout comme Samaan et al. [1998] l’avait fait. On 
retrouve la valeur de la contrainte (a) selon l’équation 2.3 où f n  représente l’intersection 
entre la seconde pente et l’axe des ordonnées (eq. 2.4)
{ E o - E J e  + E ^  ^
( l +  ( lg°=gi)g)n ^
fn  = f œ -  E 1ecc (2.4)
La première partie de la courbe de la figure 2.2 est la même que celle du béton confiné ( E a). 
Comme le PRF est un renforcement passif, il ne participe pas jusqu’au moment où la fis­
suration se propage. Dès lors, un changement de pente survient en raison de la rigidité 
différente du béton fissuré ainsi que de l’action du confinement. Cette transition est fonc­
tion du paramètre n selon l’équation 2.5
n =  1 +  Ea (2-5)
Eco 1
Le seconde pente (E i) de la figure 2.2 est déterminée en fonction de la contrainte et la
déformation maximale du béton confiné (/ cc,e cc) ainsi que celles du béton non confinée
( /cOjÊco)-
E i =  - c ~  —  (2.6)
E ce £ c0
Les valeurs ultimes de déformations et de contraintes sont données selon une linéarisa­
tion de données expérimentales. Plusieurs coefficients sont utilisés pour la détermination 
de chacun comme l’illustrent les équations 2.7 et 2.8. Pour des poteaux circulaires, la 
contrainte ultime {feu) correspond à la contrainte au pic ( / cc)-
fœ  = l  + k i ^  (2.7)
JdO
Ecu = Ecc = 2 + B {——) (2.8)
J dO
Les valeurs respectives du coefficient d ’efficacité (fci), de la pression de confinement à  la 
rupture (Pu) et du paramètre B  sont représentées aux équations 2.9 à  2.13. Le coeffi­
cient d ’efficacité (k i) est composé de deux facteurs de réduction ( kn,kA) représentés aux
équations 2.11 et 2.9 où a  et 4  prennent des valeurs respective de -0,4 et 2,95 pour des 
sections circulaires avec des étriers. De plus, la pression de confinement ( / / / )  est donnée
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par l’équation 2.14. De ces équations, il est intéressant de remarquer l’implication de l’acier
et du PR F dans la pression de confinement. Pour ce qui est de la participation du PRF, 
elle est dictée par l’efficacité du confinement. Selon la géométrie de l’élément ainsi que du 
matériau utilisé, cette valeur peut donc changer.
ki = kAkR (2.9)
kA = A  ( j ^ j  (2.10)
kR = 1 (2 .1 1 )
ê  = /'/ + //(s^ 7 ( 2 ' 1 2 )
„  | 28 avec étriers d’acier
B  = { (2.13)
I 23 sans étriers d’acier
h l  = \ k l p , B , E f  (2,14)
Malgré l’utilisation de plusieurs paramètres, ce modèle demeure simple. L’emploi de deux 
droites pour traduire le comportement est, somme toute, efficace. L’auteur tient compte 
de l’effort apporté par les barres qui risquent de flamber. Ce paramètre est très intéressant.
Déformation
Figure 2.2 Comportement contrainte-déformation selon Pellegrino e t Modena 
[2010]
La force engendrée par le flambage des barres diminue la déformation ultime du PR F selon
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l’auteur. Par contre, le modèle ne représente pas la résistance résiduelle observée une fois 
que le PRF a atteint la rupture.
G a lla rd o -Z afra  e t  K aw ash im a [2009] : L’auteur a effectué une campagne d ’essais sur 
des poteaux confinés sous charges. axiales et latérales. Le modèle proposé a été utilisé 
dans un logiciel d’éléments finis afin d ’étudier le comportement cyclique d ’un pilier de 
pont. Tout comme Pellegrino et Modena [2010], il utilise deux pentes différentes pour 
représenter le comportement du béton confiné. La première partie de la courbe possède 
toujours la même rigidité que celle du béton non confiné. La deuxième partie de la courbe 
possède une pente, dénotée Eg, qui est donnée par l’équation 2.15. La pente peut être 
ascendante ou descendante. Dans le cas présent, seul le modèle ascendant sera exposé.
Cette relation est basée sur des données expérimentales pour des cylindres de béton. Le mo­
dule (E cf) et le ratio (pcf) du PRF, la déformation radiale du béton lorsque l’on change 
de pente (EcFt)> supposée à 1500pe, le ratio (ps) et la limite élastique des étriers ( f yh) 
ainsi que la résistance du béton non-confiné ( f co) sont les paramètres nécessaires à la dé­







Figure 2.3 Comportement contrainte-déformation selon Gallardo-Zafra et Ka­
washima [2009]
du béton confiné. Tout d ’abord, on définit la déformation maximale à l’aide de l’équa­
tion 2.18 qui dépend du taux (pCirt)défini par 4tf / D ,  de la capacité ( / / u) et du module
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du PRF (Eqf)• Selon les pentes des deux courbes (E o,E g) ainsi que le point qui les re­
lient (/t,£ t) définit par les équations2.16 et 2.17), la relation contrainte-déformation peut 
être connue. La contrainte ultime est déterminée avec l’équation de la courbe (éq2.19) 
lorsque la déformation ultime (e^ ) est atteinte.
f t  =  /co +  1) 93 pcF^CFtEcF +  2 ,2psf yh (2-16)
6, =  0.003 +  ° ’0 0 9 3 9 P ^ cf.E cf +  (217)
JcO JdO
3 1
E a u  = 0, 00383 -I- 0.1014 4 ( * (2.18)
/ c =  |  E cec{ l - \ ( l - ÿ )  ( f^ )( 0 <  ec < et 1 ^  ig)
1 / t  + Eg (ec — Et) E t < Ec < Êc« j
n  =  ’& z M a  (2.20)
Ce modèle a donné de bons résultats d ’analyses. Comme il est construit sur des données 
expérimentales, les équations ne représentent pas exactement le comportement. Il suffit 
de remarquer la présence de plusieurs valeurs empiriques déduites d ’une calibration dans 
les équations 2.17 à 2.18. De plus, on ne considère pas la perte d ’efficacité du confinement 
comme il a été fait par Pellegrino et Modena [2010] e t proposée dans la littérature [Lorenzis 
et Tepfers, 2003; Teng et Lam, 2004].
E id  et Paultre [2008] : Le modèle proposé est dérivé de celui de Légeron [1998] pour 
le béton confiné avec de l’acier transversal. Contrairement aux deux modèles précédents, 
il possède une rigidité résiduelle une fois la rupture du composite survenue. La première 
partie de la courbe est donnée par l’équation 2.21. Les paramètres a, b et z sont présentés 
aux équations 2.22 à 2.24 où le représente le module tangent du béton.
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r  _  f e u  -  f c c  /  f e u  -  f ' c-fc'CU — , S (2.25)
L’équation 2.25 présente la pente postpic. Les valeurs de £'œ, e ^ , et sont respective­
ment les déformations et les contraintes au pic et à l’ultime. Pour définir le pic, on utilise 
l’équation de Légeron et Paultre [2003] selon l’indice de confinement effectif ( / ') .
^  =  1 +  2.4( / ' ) 0'7
J C
(2 .26 )
T7 =  1 +  35 ( / ')/ \ 1.2 (2.27)
Pour déterminer cet indice, on emploie la compatibilité des déformations ainsi que l’équi­
libre des forces. Les valeurs de £, Eji  et £/u représentent respectivement l’efficacité, le 
module et la déformation ultime du confinement du PRF. Quant à elles, les valeurs de psey 
et fhy correspondent au ratio effectif et à la limite élastique de l’acier transversal.
I'e
J'eA <  K*K l — 73 —
Tt __  Vç ç fcc "^* *2 p a e y f h y
e’2 _  f'ed^-r])
rXe,max P s e y f y h  i k f l ^ f u ^  f 'c  "*■ f i
si Kl > 7](k2 >  r]) 
si K\ < r]etK2 > r/ 
si «i <  t](k2 r})
(2.28)
Les valeurs de Ki, k2, r] et de v'cc sont données par les équations 2.29 à 2.32 où Efi 
correspond à la rigidité du confinement donnée par 2tE f /D .
Ki f ' c
PseyEs£'c +  E fle'c
K2 = f ' c
V 'c c  =  10
Efie'c 
7] =  2 9 , 8 ^ - 3 , 5 6
f ' c
E f l  - I -  p se y  E ;
Shv  





Calibrées avec près de 117 résultats expérimentaux provenant de Eid et al. [2009] et de la 
littérature, les relations qui prédisent la contrainte et la déformation ultime s’inspirent de 
celles de Teng et Lam [2004], Avec l’ajout de l’effet du composite, on retrouve :
^ cu — 1 i o o (  Psey f h y
n - 1+3’3{ f>
E  f i t  f u t  \  >  f c c
f'c f'c
(2.33)
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(  Psey fhy E fi£ ju^ \  ( £ fu,a=  1,56 +  12 j  j  (2.34)
Une fois le pic atteint, la relation contrainte-déformation change de pente. Contrairem ent 
à la première, partie de la courbe qui est basée sur Légeron et Paultre [2003], la deuxième 
partie ne peut pas l’être. En effet, la deuxième portion de la loi de Légeron et Paultre 
[2003] est descendante. Or, le comportement du béton confiné avec PRF est ascendant. Par 
conséquent, on retrouve l’équation pour la partie post-pic selon l’équation 2.35. D ’ailleurs, 
on remarque qu’au-delà de la valeur qui correspond à la rupture du PRF, la courbe devient 
celle du béton confiné uniquement par les étriers. .
fc
f c c  exP [fci ( e c  -  e ' c c Ÿ 2 } +  Ecu ( ê c  -  e « )  si >  ec >  e'cc
f c c , s exP \khs (ec -  e»,*)*'2’*] si ec >  Ecu 2^'3°^
=  7---------------------------------------------------------- (2.36)
Les paramètres k\ (eq 2.36) et k2 (eq 2.37) contrôle la forme de la courbe. Ils sont fonction 
de l’indice du confinement ( / '50) et de la déformation (e ^ o ) à 50% de la résistance du 
béton. On remarque aussi la présence de f'cc s, e'cc s, k\ et k2. Les valeurs de ces param ètres 




k2 = 1 + 25(Je250)2 ■ (2.37)
Ccc50 =  £c50 +  0.15(/e5o)1,1 (2.38)
T Pseyfhy , Efi£ ju
JeôO =  — j ,  1 j r ~  • ( 2 .39 )
Contrairement aux autres modèles exposés précédemment, celui d’Eid et Paultre [2008] 
propose une relation afin d ’obtenir les déformations latérales en fonction de celles normales 
à la section. Par la compatibilité des déformations, il est possible de suivre les déforma­
tions dans les étriers et celles dans le 'PR F. La prédiction de la rupture du PR F et de la 
plastification des étriers peut donc se faire suivant cette relation. Basés sur la loi de Hooke, 
les déformations latérales (eh) s ’expriment selon l’équation suivante :
v cec
£h 1 +  (m si +  m/i)  (1  -  vc -  2v*) 2‘4°
Les valeurs de m $i et m ji  représentent respectivement le rapport de la rigidité du confine­
ment apportée par l’acier (E sl) et par le PR F (E/i)  sur le module sécant du béton (Ea). 
De plus, les valeurs du coefficient de Poisson sécant (uc) et ultime (t;^ ) sont données par
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les équations 2.41 et 2.42 où m sfi correspond à m si+ m fi.  La valeur initiale (^co) est de 0,15 
qui correspond à la valeur originale du béton. Le coefficient de Poisson varie en fonction 
de l’endommagement du béton. Plus la fissuration est importante, plus la déformation 
latérale le sera et, du même coup, le confinement sera plus sollicité.
Vc =  (Vcu ~  Vdo) —  +VdO <Vcu (2.41)
E-CU
v cu =  T "E ‘2‘Ecu£ f u ,a m s f l  4“ +  8€?fu ,a m s f l  ~~ £ f u ^ a ^ s f l  £ c u )
f u ,a m s f l
(2.42)
Le modèle proposé par Eid et Paultre [2008] permet de bonnes prédictions du compor­
tement. En effet, Boucher-Trudeau [2010] a effectué une campagne d’essai à l’Université 
de Sherbrooke sur des poteaux armés et confinés avec des PR F soumis à de la flexion 
composée.' Les prédictions étaient, somme toute, relativement précises. À l’aide d ’analyse 
sectionnelle, il a pu reproduire l’enveloppe des comportements cycliques de la campagne 
expérimentale.
Les trois modèles présentés précédemment [Eid et Paultre, 2008; Gallardo-Zafra et Kawa- 
shima, 2009; Pellegrino et Modena, 2010] donnent des résultats qui diffèrent. La figure 2.4 
le démontre pour un poteau de 300 mm de diamètre, avec un béton de 30M Pa, confiné 
avec des étriers espacés de 75 mm et un PR F de 1,016 mm. On remarque que le modèle 
de Pellegrino et Modena [2010] et ,de Eid et Paultre [2008] modifié possèdent une dé­
formation ultime presque semblable. Malgré cela, la contrainte qui leur est associée est 
distincte. Fait intéressant, la rigidité de la deuxième pente est très similaire dans les deux 
modèles. Contrairement à Pellegrino et Modena [2010], le modèle de Eid et Paultre [2008] 
possède une valeur qui tient compte du confinement au changement de pente. En effet, 
c’est la valeur de contrainte (/^) et de déformation (e'c) du béton non confiné qui marque 
le changement de rigidité pour Pellegrino et Modena [2010], ce qui explique la transition 
plus précoce.
Le modèle de Gallardo-Zafra et Kawashima [2009], quant à lui, donne une valeur de tran ­
sition plus élevée. Par contre, les valeurs qui correspondent à l’ultime semblent être sous- 
estimées selon les deux autres modèles. A la lumière de ces constations, le modèle d ’Eid 
et Paultre [2008] avec les modifications soulevées précédemment sera utilisé. La campagne 
d ’essai de compression faite à l ’Université de Sherbrooke [Eid et al., 2009] ainsi que les 
essais en flexion composée [Boucher-Trudeau, 2010] ont démontré la justesse du modèle. 
Les modifications présentées dans la présente étude sont seulement pour la rigidité initiale. 
Les valeurs ultimes demeurent inchangées.
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-  -  Modèle selon Pellegrino e t  M odena [2010]
- • - Modèle selon Gallardo-Zafra e t Kawashima [2009]
-  Modèle selon Eid e t Paultre [2008] modifié
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Figure 2.4 Comparaison des trois modèles exposés
2.3 Dimensicmnement sismique des ponts
2.3.1 Norme canadienne et  provinciale
Selon le manuel de conception du MTQ [Québec, 2004] ainsi que le code canadien de 
calcüls des ponts routier [CAN/CSA-S6-06, 2006], trois catégories de ponts sont possibles. 
Les ponts secours sont ceux qui font partie des routes qui demeurent ouvertes à la suite 
du séisme de calcul. Les ponts d ’urgence doivent pouvoir demeurer ouverts pour tous les 
véhicules d ’urgence, de sécurité ou pour la défense après le séisme de calcul. Pour les ponts 
qui ne répondent pas à ces descriptions, la catégorie est autres ponts. Selon CAN/CSA- 
S6-06 [2006], il existe 2 types de séisme, soit celui de calcul (T =  1/475 ans) et celui 
plus rare (T — 1/1000ans). C’est d ’ailleurs les dommages à la suite de ces séismes qui 
permettent de catégoriser la performance du pont selon la matrice qui a été présentée à 
la figure 1 .2 .
Afin de déterminer les efforts de la structure, plusieurs méthodes d’analyses sont possibles 
selon le type de pont et la zone sismique. La méthode de la charge uniforme, du spectre 
unimodal , du spectre multimodal et des diagrammes d ’évolution font partie des analyses 
prescrites par le code [CAN/CSA-S6-06, 2006]. Le tableau 2.1 résume les points im portants 
de chacune des méthodes. Ces méthodes linéaires perm ettent de connaître la demande de 
la structure. Chaque méthode a ces limites et ces avantages qui font d ’elles un choix 
judicieux. Une fois la demande connue, le processus itératif de conception est entrepris
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Tableau 2 .1  Méthodes d ’analyse [CAN/CSA-S6-06, 2006]
Type Détails
1 . Charge uniforme - Application d ’une charge uniforme qui est fonction 
de la période fondamentale de la structure
2. Spectral unimodale - Semblable à la méthode de la charge uniforme
- La charge varie sur la longueur étudiée
- La charge dépend du premier mode fondamental 
de la structure
3. Spectrale multimodale - Requis pour les ponts dont le couplage survient dans 
plus d ’un des trois axes pour chacun des modes
- Le nombre de modes inclus dans l’analyse doit 
correspondre à 90% de la masse modale effective
- Les déplacements et les efforts sont donnés par 
l’addition de la réponse pour chacun des modes suivants 
les méthodes reconnues (CQC, SRSS)
4. Diagramme d’évolution -~5 accélérogrammes sont nécessaires
(time history analysis) - Le pire cas gouverne
de manière à respecter les critères d ’endommagement attendus par le code de calcul des 
ponts routier [CAN/CSA-S6-06, 2006]. Pour y parvenir, deux types de dimensionnement 
sont couramment utilisés.
2.3 .2  D im ensionnem ent basé sur les déplacem ents
Le dimensionnement basé sur les déplacements a été développé afin de pallier à la déficience 
de la méthode basée sur les forces. Cette dernière utilise la rigidité initiale afin de déter­
miner la période et la distribution des efforts [Priestley et Calvi, 2007], Le déplacement 
causé par une force statique' réduite F  donnera le déplacement élastique (A y). Ce même 
déplacement, multiplié par le facteur de réduction (R)  qui dépends de la ductilité de la 
section, donnera le déplacement ultime (A u). La rigidité est dictée par les propriétés géo­
métriques et mécaniques des sections. De ce fait, elle est rarement connue dans les phases 
préliminaires de dimensionnement. On fait l’hypothèse que les déplacements élastiques 
sont les mêmes que ceux inélastiques. Cette approximation est non conservatrice pour les 
petites périodes [Priestley et Calvi, 2007] en raison des grandes forces inerties. Malgré la 
connaissance des propriétés, la méthode peut ne pas être appropriée. Dans certains cas, il 
n ’est pas assuré que la plastification des sections se produira au même moment [Priestley 
et Calvi, 2007]. Finalement, Priestley et Calvi [2007] souligne que le facteur de réduction 
R  qui dépends du type d ’élément n ’est pas représentatif de ce qui survient concrètement.
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Tableau 2 .2  Procédure de dimensionnement basé sur les déplacements
Étape Détails
1 Faire le choix des dimensions des composantes
2 Calculer le déplacement basé sur la performance désirée
3 Évaluer la masse effective et l’amortissement visqueux équivalent
4 ' Calculer le facteur de réduction spectrale qui corresponds au niveau
d ’ amortissement
5 Déterminer la période effective nécessaire, la rigidité et la résistance
6  Dimensionner les zones de dissipations d’énergie (rotule plastique)
Dans l’optique de l’atteinte de performance, la méthode de dimensionnement basée sur les 
déplacements permet de mieux relier la réponse de la structure au niveau de performance 
requis, et ce, par le biais des états limites [Priestley et al., 1996]. Contrairement à la mé­
thode basée sur les forces, la rigidité utilisée est effective. Elle peut être représentée par le 
rapport de la force ultime appliquée (Fu) sur le déplacement causé (A u) relativement au 
rapport entre la force causant la plastification ( Fy) sur le déplacement élastique (A y) pour 
la méthode des forces. De plus, un amortissement visqueux qui dépend du comportement 
hystérétique remplace celui de 5 % généralement utilisé pour la méthode précédente. Fi­
nalement, la méthode basée sur les déplacements utilise un spectre de déplacement selon 
différentes valeurs d’amortissement afin de prédire le déplacement [Priestley et al., 1996]. 
Ce spectre de dimensionnement est basé sur la réponse d ’un élément- à un seul degré de 
liberté (S D O F ) [Priestley et Calvi, 2007]. A.Suarez et J.Kowalsky [2011] résument la 
procédure à suivre qui est détaillée au tableau 2.2. Il est important de souligner que la 
performance et la longueur de la rotule plastique font partie intégrale de la méthode.
2.3 .3  Dim ensionnem ent à la performance
Les critères de performance sont relatifs et différents selon la référence que l’on utilise. Leur 
définition est généralement qualitative et corollaire aux interventions de réparations qui 
peuvent être requise suite au séisme. De l’injection de coulis au changement de section, le 
degré de l’intervention dicte souvent l’accessibilité à la circulation. Le tableau 2.3 présente 
quelques niveaux de performance recommandée au travers de la littérature ainsi qii’un 
rappel’ de ceux de la norme canadienne.
En référence aux méthodes d ’analyse présentées à la section 2.3.1, l’ingénieur doit situer 
l’ouvrage à l’intérieur de ces niveaux. L’essentiel de l’analyse est de pouvoir identifier 
la demande à l’égard du séisme de calcul à l’aide de paramètres ( engineering demand 
parameters) ainsi que de quantifier les dommages (damage measures) [P.Berry et al., 2008].
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Tableau 2.3 Niveau de performance selon la référence utilisée
Référence Niveau Description
Priestley et al. [1996] 1 Totalement opérationnel
2 Opérationnel
3 Sans perte de vie
4 Près de la rupture
Lehman et al. [2004] 1 Totalement opérationnel
2 Opérationnel incessamment
3 Non-Opérationnel
G.Promis et E.Ferrier [2012] 1 Dommages légers à modérés
2 Dommages considérables
3 Perte de l’ouvrage
Kowalsky [2000] 1 Service
2 Dommages contrôlés
CAN/CSA-S6-06 [2006] 1 Aucuns dommages
2 Dommages modérés
3 Dommages sévères
Pour ce faire, plusieurs méthodes d ’évaluation peuvent être préconisées selon le jugement 
de l’ingénieur.
2.4 États limites
Les états limites perm ettent de délimiter les différents critères de performance attendus 
par les maîtres d ’ouvrages. Ils peuvent être définis par plusieurs types d ’indice ( E D P ). 
Ces derniers sont basés sur la séquence des dommages qu’un élément structu ral suit lors 
d ’une sollicitation sismique.
2.4 .1  Chronologie de l’en d om m agem en t
Comme illustré à la section 2.1 et 2.2, le béton confiné à l’aide d ’étriers possède un com­
portement différent de celui confiné avec des PRF. La succession des dommages est donc 
modifiée selon le type de renforcement utilisé. Avant d ’exposer les différents états limites, 
une brève description de la séquence d ’endommagement pour les poteaux confinés et non 
confinés de PRF est présentée.
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Poteaux confinés avec armatures d’acier transversal
Pour un poteau de béton armé conventionnel, la fissuration de l’enrobage débute en raison 
des déformations axiales dans le béton causées par l’équilibre des forces internes. Plus le 
déplacement augmente, plus les fissures se propagent jusqu’au noyau. Selon la géométrie de 
la section, la plastification des barres longitudinales peut s’en suivre amorçant ainsi le com­
portement ductile de la section. L’éclatement de l’enrobage peut survenir incessamment. 
Lehman et al. [2004] a d ’ailleurs procédé à une campagne expérimental de 10 poteaux de 
longueur variant de 2,4 m à 6,1m. Le renforcement longitudinal (pi =  0,75% à 2,8%), 
l’espacement des étriers (ps = 0,35% à 0,7%) et la charge axiale (0,1 A gf'c à 0,2A gfé) sont 
les différents paramètres étudiés. La perte d ’enrobage survient pour une ductilité moyenne 
de 2,5. Proportionnellement au coefficient de Poisson, le noyau de béton prend de l’ex­
pansion créant ainsi des efforts dans les étriers. La pression de confinement apportée par 
ces derniers permet au noyau de maintenir son intégrité. Les déformations radiales du 
béton imposent ainsi une instabilité dans les barres longitudinales en compression. Selon 
un faible détail des étriers ou un facteur d ’élancement des barres élevé, le flambage de ces 
dernières peut survenir [P.Berry et O.Eberhard, 2003]. Dans d ’autres cas, un espacement 
raffiné l’empêche. Par contre, une rupture en compression du noyau de béton peut se pro­
duire. Selon les résultats expérimentaux de Lehman et al. [2004], cela survient pour une 
ductilité moyenne de 8 . Outre les dommages du béton, les barres longitudinales peuvent 
atteindre la rupture par traction. Des dégradations en cisaillement ou encore des pertes 
d ’ancrages causées par le glissement des barres peuvent aussi avoir lieu.
Poteaux confinés avec PRF
Tout comme les poteaux confinés avec de l’acier, ceux confinés avec des PR F ont fait 
l’objet de plusieurs études expérimentales. Certaines d ’entre elles sont accessibles via des 
banques de données disponibles sur internet [Kawashima, 2010]. Suivant les résultats de 
certaines de ces campagnes, il est possible d ’exposer la chronologie de l’endommagement 
ainsi que les différents états limites qui peuvent être atteints.
A .S heikh  e t  Yau [2002] : L’auteur a effectué des essais sur 6  poteaux confinés de PR F 
possédant une géométrie qui correspond à un diamètre de 356 mm et une hauteur de 
1470 m. Ces dimensions confèrent aux poteaux un rapport L /D  d’environ 3. Cet élance­
ment implique que le mode de déformation du poteau n ’est pas principalement contrôlé 
par la flexion. En effet, la composante du cisaillement n’est pas à écarter dans ce cas. La 
résistance du béton est de 30 MPa, la limite élastique de l’acier est d ’environ 500 M Pa et la 
limite de rupture du PRFC est d ’environ 0,0125 comparativement à 0 ,0 2  pour le polymère
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renforcé de fibre de verre (PRFG.). La charge axiale varie de 0,27 A gf'c et 0,54 A gf'c ainsi que 
l’épaisseur et le type de confinement utilisé. Après avoir subi des cycles de chargement en 
contrôle de déplacement, relatif au déplacement élastique ( Ay), les dommages ont été prin­
cipalement localisés à une distance de la fondation entre 250 mm et 300 mm. Ces ruptures 
sont survenues pour des ductilités correspondantes de 3 à  4 selon la charge axiale. Certains 
spécimens ont atteint des ductilités de 6  avec deux couches de confinement de PRFC. Par 
la suite, la rupture ou le flambement des barres longitudinales survient. L’auteur souligne 
la diminution de la ductilité ultime avec l’augmentation de la charge axiale.
N .Laplace et al. [2005] : Les trois poteaux testés ont une longueur de 1,83 m et un dia­
mètre de 410 mm de manière à avoir un rapport L/D  de 4,5. La charge axiale appliquée sur 
chacun des spécimens est de l’ordre de 0,1 A gf c. La section possède un renforcement lon­
gitudinal et transversal correspondant à respectivement 2% et 0,15%. La limite élastique 
de l’acier est de 350 MPa et la résistance du béton est de 41,3 MPa. Le renforcement utilisé 
est du carbone d ’épaisseur 1,16 mm. L’essai se fait sur une table vibrante afin de simuler 
l’effet d ’un tremblement de terre. Contrairement à A.Sheikh et Yau [2 0 0 2 ], le chargement 
est soumis à un déplacement relatif à l’accélérogramme d’El Centro (1940) au lieu d ’un 
chargement statique cyclique. De cette manière, la réponse peut différer en raison de l’effet 
dynamique. Un seul poteau confiné avec PR F fait partie de la campagne expérimentale 
tandis que les autres spécimens sont des poteaux en béton armé confinés avec un chemi­
sage d ’acier. La plastification des barres longitudinales, l’éclatement de la fondation et la 
rupture des barres constituent la séquence d ’endommagement pour ces poteaux. Aucune 
rupture du PR F n ’a été observée lors de l’essai. Ceci est causé par l’espacement du début 
du confinement de 25,4 mm à la base de la colonne. De cette manière, cette zone subit 
d ’importants dommages.
Boucher-Trudeau [2010] : La campagne expérimentale est composée de 8  poteaux de 
2 m de hauteur avec un diamètre de 300 mm correspondant à un élancement de 6,7 avec 
un renforcement longitudinal (ps) de 2,23% . La moitié des poteaux testés sont confi­
nés avec des PRFC d ’épaisseur de 1,016 mm avec une déformation ultime de 0,012 selon 
le manufacturier. L’espacement des étriers correspondant à des ratios (phy) de 2,23 et 
1,12 (75mm et 150mm) ainsi que la charge axiale (0 ,lA g/ '  et 0,35Ag/é) sont les para­
mètres à l’étude. La limite élastique des étriers et des barres longitudinales utilisés est 
respectivement de 470 MPa et 415 MPa. Le béton possède une résistance moyenne de 
35 MPa. Contrairement à N.Laplace et al. [2005] aucun espacement entre la fondation et 
le confinement n ’est présent à la base du poteau. Par contre, l ’ajout d ’une bande d ’en­
viron 50 mm est disposée à la base afin de limiter la concentration des dommages au
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Tableau 2.4 Résumé des essais faits par Boucher-Trudeau [2010]








S75P10C1 24,0 215 8,95 290 12 90
S75P35C1 27,2 160 5,92 220 8,09 170
S150P10C1 22,2 10,81 - 240 10,81 60
S150P35C1 26,0 - - 160 6,15 128
S X 1P X 2C X 3
X \  =  espacement des étriers (mm)
X i  =  ratio de la charge axiale (%Agf 'c)
X s  =  couche de confinement de PRF
joint poteau-fondation. Le tableau 2.4 résume les déplacements et les ductilités maximaux 
atteints pour la plastification des barres longitudinales (A ÿ), des étriers (A hyiphy) et de 
la rupture du composite {Arup, prup). De plus, dans la zone endommagée (L/dommages)] on 
remarque que la plastification des étriers précède la rupture du PRF pour les poteaux avec 
un espacement d ’étriers de 75 mm. Pour les poteaux avec 150 mm d ’espacement, aucune 
plastification n ’a été répertoriée par l ’auteur. Cette dernière était déterminée par le biais 
de jauges disposées sur les étriers et pouvait parfois être difficile à fixer. De plus, le même 
constat fait par A.Sheikh et Yau [2002] peut être souligné au sujet de l’effet de la charge 
axiale sur la ductilité. Cette conclusion est expliquée par la courbe d ’interaction (fig. 2.5) 
d ’une section de béton armé. Au-delà du P^ , la section perd de la capacité en flexion 
au détriment de l’augmentation de la charge axiale appliquée. Pour ce qui est de la zone 
endommagée elle est moins importante que celle enregistrée par A.Sheikh et Yau [2002], 
Cette différence peut être associée à la charge axiale ainsi qu’au rapport L /D  qui diffèrent 
légèrement.
En somme, la présence du confinement externe retarde l’endommagement sur le poteau. 
Si l’on compare les résultats expérimentaux de Lehman et al. [2004] avec ceux de Boucher- 
Trudeau [2010], on constate que l’écrasement du noyau de béton survient à près de /lz=8 
pour les poteaux de béton armé conventionnel tandis que le PRF éclate pour une valeur 
pouvant atteindre p= \2  pour ceux confinés de PRF. L’expansion du noyau est restreinte 
par les étriers et le PRF. Lorsque la déformation radiale du béton atte in t la capacité en 
traction du PRF, ce dernier rompt laissant ainsi le noyau confiné seulement par des étriers 
déjà plastifiés. Dès lors, le flambage des barres longitudinales ou encore la rupture de ces 
dernières peuvent survenir inopinément. Advenant le cas d ’un ratio de confinement élevé, 
les barres longitudinales peuvent atteindre leur limite ultime avant même la rupture du 
PR F [N.Laplace et al, 2005]. Comme pour un poteau de béton armé conventionnel, le glis-
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Figure 2.5 Courbe d ’interaction d’un poteau de béton armé de 300 mm 
(phy=l,12%, py 1^ —2,46 %) chargé à 10% (Aÿ/é)
sement d ’ancrage peut aussi survenir, mais le confinement de P R F  le restreint considéra­
blement [Harajli, 2009]. De plus, la fissuration de l’enrobage n’est pas critique en raison de 
la présence du PRF. Par contre, certaines fissurations au joint poteau-fondation peuvent 
survenir lors des premiers cycles de chargement comme il a été souligné par N.Laplace 
et al. [2005]. Une fois la plastification des barres longitudinales atteinte, l’ouverture de 
cette fissure peut s’accentuer.
2.4 .2  Définition des états
Suivant les états de performances qui sont prescrits au code [CAN/CSA-S6-06, 2006], 
on peut relier les dommages à chacun des trois niveaux. La littérature possède plusieurs 
références associant certains types d'endommagement à un niveau de performance [Floren 
et Mohammadi, 2001; Lehman et a l,  2004; P.Berry et al., 2008] pour les poteaux en béton 
armé. Pour les poteaux confinés à l’aide de PRF, l’inventaire est moins im portant. Par 
contre, suivant la chronologie de l’endommagement présentée précédemment, il est possible 
d ’associer les différents niveaux dé performance à des dommages (tab. 2.5). Les niveaux 
de service (1), de dommages contrôlés (2) et dommages sévères (3) y sont présentés.
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Tableau 2.5 Dommages reliés au niveau de performance
Niveau Dommages
Poteau conventionnel Poteau confiné avec PR F
1 - Plastification du comportement
- Fissurations de flexion
- Aucune déformation permanente
- Plastification du comportement
- Aucune déformation perm anente
2 - Fissuration du béton
- Plastification de l’acier longitudinal
- Écaillage léger de l’enrobage
- Endommagement mineur du béton
- Plastification de l’acier longitudinal
- Plastification des étriers
3 - Fissuration du béton
- Plastification de l’acier longitudinal
- Perte d ’enrobage
- Éclatement du noyau
- Perte d ’ancrage
- Flambements de barres
- Déformations permanentes rendant 
difficile le renforcement
- Endommagement m ajeur du béton
- Plastification de l’acier longitudinal
- Rupture du renforcement de PR F
- Perte d ’ancrage
- Flambement de barres
- Déformations permanentes rendant 
difficile le renforcement '
2.4 .3  Mesure d ’endom m agem en t
Afin de relier le comportement de la pile de pont à son niveau de performance, on fait appel 
à différentes méthodes de mesure. Parmi elles, on peut en souligner quelques principales :
1. Déformations dans les matériaux ; .
2. Déplacements (ductilité/ d r i f t );
3. Énergie dissipée ;
4. Indice d ’endommagement ;
Une brève description de chacune d’elle suit accompagnée de valeurs proposées dans la 
littérature pour les différents niveaux de performance.
Déformation dans les matériaux
Le suivi des déformations de l’acier lors d ’essais expérimentaux peut se faire à l’aide 
de jauges électriques. De la même façon, on peut aussi connaître les déformations dans 
le béton lors d ’analyses sectionnelles multifibres [Priestley et ai,  1996]. Kowalsky [2000] 
relient des valeurs de déformation en compression de 0,004 pour le béton et de 0,015 en 
tension pour l’acier pour un é tat de service. Des valeurs respectives de 0,018 pour le béton 
et 0,06 pour l’acier peuvent aussi être utilisées pour délimiter l’état de dommage contrôlé.
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Lehman et al. [2004] a effectué une campagne d ’essais sur 10 poteaux et relie les états 
d ’endommagement à l’atteinte de déformation dans le béton. On retrouve des valeurs de 
déformation entre 0,0039 et 0,011 dans le béton pour causer l’éclatement de l’enrobage. 
Par la suite, une valeur entre 0,01 et 0,029 cause des dommages importants au noyau qui 
sont associés aux dommages sévères. À l’é tat ultime, le mode de rupture survient lorsque 
la force latérale appliquée chute de 20 %. Ces déformations ne sont pas représentatives 
pour un poteau confiné avec PRF. En effet, les déformations axiales ultimes sont plus 
élevées que celles d ’un béton armé non confiné.
Dans cette optique, il pourrait être intéressant de remplacer les valeurs de déformations 
fixes par des valeurs relatives à la déformation ultime ( ecu)- Ainsi, il est possible de tenir 
compte de l’apport du confinement. Aschheim et Rodriguez [2011] présentent d ’ailleurs 
ces valeurs. Des ratios de 1/3 eCuJ 2 /3Ec„ et de l e ^  peuvent être associées à des dommages 
minimes, réparables et significatifs.
Déplacements
Les déplacements peuvent être représentés de manière absolue ou relative à la longueur de 
l’élément. Dans le premier cas, on l’exprime couramment sous forme de ductilité (/x). La 
ductilité représente la capacité qu’a une structure de se déformer une fois la plastification 
atteinte. La ductilité peut être représentée au niveau de la structure dans son ensemble ou 
encore au niveau de la section. Dans le dernier cas, on parle d ’une ductilité sectionnelle. 
Elle est représentée par le rapport de la courbure ultime sur la courbure élastique ( <pu/(j>y). 
Cette mesure permet de connaître l’endommagement dans la zone qui subit de plus grandes 
déformations, soit la rotule plastique [Légeron, 1998].
Pour les ponts, la ductilité sectionnelle est très similaire à celle de la structure. En effet, 
la pile reprend la majeure partie des efforts sismiques et c’est elle qui est choisie comme 
élément dissipateur d ’énergie. Lors d ’essais expérimentaux, la ductilité en déplacement 
peut aussi être facile à déterminer. De ce fait, Priestley et al. [1996] associe les états de 
service et d ’endommagement modéré à des ductilités respectives de 2 ainsi qu’entre 3 et 6. 
Au-delà de cette valeur, les dommages sont sévères. A titre de comparaison, les différents 
poteaux de Lehman et al. [2004] ont atteint des valeurs de ductilité de 2,5 et de 8 pour 
Pécaillage de l’enrobage et la rupture du noyau de béton. Ces valeurs expérimentales de 
ductilité sont très comparables à celles données par Priestley et al. [1996].
La méthode relative (drift ratio) permet de comparer des poteaux de différente grandeur. 
En ramenant les déplacements selon une base unitaire, l’analyse devient plus représenta­
tive. Très utilisée dans les bâtiments, des valeurs de 0,5 %, 1,5 % et de 2,5 % sont couram­
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ment utilisées pour les états de serviabilité, de dommages contrôlés et sévères [Lu et al.,
2005]. De plus, le code national du bâtim ent impose une limite de 2% pour un bâtim ent 
régulier et 1 % pour celui de protection civile [CNBC2005, 2005]. La charge axiale appli­
quée sur l’élément a de l’incidence sur son endommagement. Pour cette raison, les critères 
de déplacements relatifs varient entre les ponts et les bâtiments. En effet, la charge axiale 
appliquée sur les colonnes de bâtiment est rarement inférieure à 35% alors qu ’elle est 
d ’environ 10 % pour les ponts.
Pour des piles de ponts confinées de PRF, on retrouve des valeurs de déplacement rela­
tif (drift ratio) légèrement différentes. En passant par les déformations résiduelles, Fahmy 
et ai. [2009] propose des drift ratio afin de délimiter les états d ’endommagement. Selon le 
modèle de Takeda, la rigidité lors du déchargement est inversement proportionnelle à la ra­
cine de la ductilité. Pour une rigidité de postplastification élevée, la déformation résiduelle 
sera plus petite que celle d’une rigidité de postplastification négative. Plus une structure 
subira des déformations permanentes, plus la réparation sera difficile. En effet, ce mode 
de déformation est causé par l’incursion du comportement dans le domaine plastique. 
Les déformations sont alors irréversibles. Des déplacements relatifs ( drift ratios) respectifs 
de 2 % et 3,5% bornent les états de service et de dommages irréparables [Fahmy et al., 
2009]. Au-delà de cette valeur, les déformations résiduelles sont trop im portantes afin de 
permettre une intervention de réhabilitation. Ces valeurs sont bien loin de celles d ’un po­
teau simplement confiné avec des étriers comme mentionné par l ’auteur. D ’ailleurs, Fahmy 
et al. [2009] souligne que la rigidité et le type de confinement n’exercent pas d ’influence 
sur les déplacements résiduels de la structure soumis à une même sollicitation. Comme 
mentionné précédemment, l’augmentation considérable de la rigidité du confinement aura 
pour effet de rendre la rupture des barres longitudinales le critère de rupture. En effet, le 
noyau maintient son intégrité jusqu’à ce qu’une barre longitudinale a tte in t sa rupture. À 
ces niveaux de déplacements, les dommages sont assez im portants et l’é ta t ultime est déjà 
atteint.
Les déplacements relatifs ( drift ratios) demeurent une méthode efficace afin de prédire 
les dommages d ’une pile de ponts [P.Berry et ai, 2008]. En plus de celles mentionnées 
précédemment, d ’autres résultats de campagnes expérimentales évaluent la performance 
de poteaux confinés avec des PRF selon les ces valeurs [Shan et al, 2006]. On retrouve 
des valeurs ultimes de 8 % ou 10 %.
Principe d’énergie
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La dissipation d ’énergie est l’une des bases du dimensionnement sismique. Une structure 
possédant cette caractéristique de manière favorable dissipera beaucoup d ’énergie tou t en 
se déformant moins. Cette énergie est reliée aux déformations plastiques. En effet, elle est 
déterminée en effectuant l’aire sous la courbe du cycle. C ’est l’incursion dans le comporte­
ment plastique qui apporte la dissipation d ’énergie. L’indicateur énergétique est dépendant 
de la sollicitation et donne une valeur absolue qui se traduit par une comparaison difficile 
entre des spécimens. Cela a d ’ailleurs été soulevé par Éric St-Georges [2006] et Légeron 
[1998].
G.Promis et E.Ferrier [2012] utilise la méthode suivante afin de déterminer l’endommage- 
ment de poteaux confinés avec PRF. Elle consiste à combiner le déplacement et l ’énergie 
dissipée avec un coefficient de dommage ( D) donné par l’équation 2.43.
D  =  ( 2 ' 4 3 )
La première partie de l’équation est le rapport entre le déplacement atteint ( A m) sur la ca­
pacité déterminée de manière monotone ( A u). La deuxième partie de l’équation représente 
l’énergiç cyclique absorbée. Elle se détermine par l’aire sous la courbe de réponse divisée 
par le produit de la force (Fy) et du déplacement (Aÿ) à la limite élastique. Le coefficient 
/? est fonction du type de structure [Légeron, 1998]. G.Promis et E.Ferrier [2012] recom­
mande l’utilisation d ’une valeur de 0,25. Avec cet indice, il quantifie l’endommagement 
allant de léger à la rupture. Des valeurs de 0,4, 1 et 1,4 sont respectivement utilisées pour 
des dommages légers, considérables et ultimes.
Indice d’endommagement, Iw
Cet indice est une combinaison de l’énergie hystérétique cyclique, la force latérale et les 
déplacements [Éric St-Georges, 2006]. L’équation 2.44 présente le calcul de l’indice. On 
remarque qu’il s’exprime par la sommation du produit des forces et des déplacements à 
chaque cycle sur le produit de la force (H'max ) et du déplacement maximum (A yj).
n  j j  a
=  ( 2 -4 4 > i= 1 max yl
Comme le numérateur dépend du nombre de cycles, l’indice est fortement influencé par 
la répétition du même cycle de chargement. De ce fait, un poteau soumis à 5 cycles de 
même déplacement répété 5 fois aura un indice d ’endommagement plus élevé que le même 
poteau sous 10 cycles différents répétés 2 fois [Éric St-Georges, 2006], De cette manière,
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cet indice n ’est pas conseillé afin de comparer des poteaux dont les chargements sont 
différents [Légeron, 1998].
En somme, la séquence d ’endommagement d ’un poteau confiné de PR F est différente 
de celle d ’un poteau conventionnel. Afin de relier la réponse aux, états de performances, 
différents indices sont possibles. Chacun possède leurs avantages et leurs inconvénients. 
Le tableau 2.6 représentent un bref résumé des différents états présentés précédemment 
pouvant être utilisés pour relier la réponse aux différents niveaux de performance. Il est 
possible de constater que ceux proposés dans la littérature sont principalement associés 
aux poteaux conventionnels. Les états limites pour caractériser les poteaux confinés de 
PRF n’abondent pas dans la littérature. La ductilité et le drift ratio peuvent être des 
outils très utile dans la pratique.
Tableau 2.6 Résumé des états limites selon Aschheim et Rodriguez [2011]; Ko- 
walsky [2000]; Priestley et al. [1996]
Niveau Poteau conventionnel Poteaux confinés de PR F







0,004 ou l /3 e cu 
0,018 ou 2 /3 ecu •
E-CU
- <2%  
- 2%
- 3,5%
Dans l’optique du dimensionnement basé sur les déplacements, il est possible de relier 
la réponse de la structure, soumise au spectre choisi, au niveau de performance désirée 
si l’on connait le déplacement élastique. D ’ailleurs, ce paramètre peut être trouvé avec 
une analyse sectionnelle. Par le biais de l’équation 1.2, on peut déterminer la demande 
en courbure de la section selon le déplacement qui subira l’élément. Le rapport de cette 
dernière sur la courbure élastique (0y) peut être comparé avec les valeurs de ductilité du 
tableau 2.6. De la même manière, il est possible de relier la courbure à la déformation de 
la fibre extrême de la section. À l’opposée, les méthodes énergétique et d ’endommagement 
nécessitent une analyse non linéaire complète.
2.5 Prédiction de la longueur de la rotule plastique
La longueur de la rotule plastique permet de prédire le déplacement selon l’équation 1.2. 
Les déformations plastiques se concentre principalement dans cette région. Lors d ’analyses 
non linéaires, sa connaissance permet l’utilisation d ’un modèle de type lump plasticity qui 
consiste à placer un élément non linéaire concentré dans cette région pour reproduire le
32 CHAPITRE 2. R E V U E  D E L IT T É R A T U R E
comportement de la section. De cette manière, le poids de calcul est moindre que pour 
un modèle distributed plasticity où la plasticité peut se former sur toute la longueur de 
l’élément. Pour cette raison, sa connaissance est très im portante pour les ingénieurs de 
la pratique. Elle dépend de plusieurs facteurs. En effet, la charge axiale, l’intensité du 
cisaillement qu’elle reprend, les propriétés de l’acier longitudinal et transversal, la capacité 
en compression du béton ainsi que le niveau de confinement influencent la délimitation 
de la zone [Bae et Bayrak, 2008]. Ces paramètres sont souvent propres au poteau étudié. 
Plusieurs équations sont disponibles dans la littérature, dont quelques-unes sont énumérées 
dans le tableau 2.7. La plupart des relations peuvent être représentées par l’équation 2.45 
où seul les paramètres £ varient [H.Scott et L.Fenves, 2006].
=  £,\L +  £2 D + £3  ^ r~ t (2.45)
y fc
L’expression de Corley [1966] est approximative et tien compte seulement de la géométrie 
de la section. Par la suite, Mattock [1967] a ajouté l’effet de la hauteur du poteau. Une 
des équations les plus utilisées pour les poteaux de béton armé conventionnel est celle de 
Priestley et al. [1996]. Elle s’exprime selon la longueur du poteau (L) et les propriétés des 
aciers longitudinaux (dbi,fye). Le param ètre qui multiplie la longueur représente environ 
le point d’inflexion tandis que le deuxième terme perm et de considérer le glissement des 
barres à la base du poteau (bar slip) ainsi que l’effet de la pénétration des déformations.
Tableau 2.7 Équation pour la longueur de la rotule plastique
Auteur Équation proposée
Corley [1966] lp =  0,5D
Mattock [1967] lp = 0,05L +  Q,5D
Priestley et al. [1996] lp = 0,08L +  0,022f yedbi > 0,044f yedu 
P.Berry et al. [2008] lp = 0,05L  +
v  f c
Bae et Bayrak [2008] l% =  [0,3 ( £ )  +  3 ( ^ )  -  0,l] % +  0,25 >  0,25
De la même manière, l’équation de P.Berry et al. [2008] est basée sur ces deux phénomènes. 
Contrairement à celle de Priestley et al. [1996], P.Berry et al. [2008] ajoute la valeur de 
la résistance du béton pour exprimer le glissement des barres. Utilisant une approche 
différente que l’équation 2.45, Bae et Bayrak [2008], quant à lui, inclut l’effet de la charge 
axiale.
Lorsque le béton est confiné avec des PRF, le confinement peut influer la longueur de la 
rotule plastique puisque la capacité du béton est augmentée. Comme mentionné précédem­
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ment, ces derniers peuvent influencer la longueur de rotule plastique. Certaines références 
mentionnent que l’ajout de PR F a pour effet de la diminuer, d ’autres affirment qu’elle 
augmente ou encore qu’elle demeure la même [Gu et al., 2011]. Il est vrai de dire que les 
équations répertoriées au tableau 2.7 ne considèrent aucun confinement. Pour cette raison, 
Gu et al. [2011] propose l’équation 2.46 tenant compte du ratio de confinement (A/) donné 
par 2E f t f t f / Df'c pour des valeur de A/  >  0,1.
lp = (0,59 -  2,30A/ +  2,28Aj) L +  0,022f ydbl (2.46)
Il est possible de tracer une similitude avec l’équation de base (eq. 2.45). En effet, on 
retrouve un facteur qui multiplie la longueur L ainsi qu’un facteur qui représente le glis­
sement des barres. Au même titre, Binici et Mosalam [2007] propose l’équation 2.47 sans 
paramètre de confinement, mais qui considère son influence. En d’autres mots, elle se voit 
être une légère modification de l’équation proposée par Priestley et al. [1996] et P.Berry 
et al. [2008].
lp = 0,077L +  8,16c4; (2.47)
D’ailleurs, Priestley et al. [1996] a modifié son équation de base afin de tenir compte du 
confinement. Celle-ci possède seulement le paramètre de pénétration de la déformation 
dans la fondation similaire à la précédente. En effet, l’argument multipliant la longueur 
est remplacé par g qui représente l’espace entre la fondation et le début du confinement. 
Cette équation ne tient pas compte de la dimension du poteau, autant sa longueur que 
son diamètre. Sans espace entre la fondation et le début du confinement (g =  0), la valeur 
de la rotule plastique est la même que la limite inférieure que l’équation pour un poteau 
de béton armé conventionnel (tabl. 2.7).
lp = 9 + 0,044 fydbi (2.48)
Pour un poteau de 300 mm de diamètre, avec un béton de résistance de 30 MPa,, une 
hauteur de 2 m, un renforcement longitudinal composé de 6 barres 20M et un ratio de 
confinement qui varie, on constate les différents résultats pour les équations proposées 
(fig. 2.6). L’équation de Priestley et al. [1996] du tableau 2.7 devient la même que l’équa­
tion 2.48 pour cette géométrie. Selon l’équation proposée par Gu et al. [2011], on remarque 
que l’augmentation du ratio de confinement a pour effet de diminuer la longueur de la ro­
tule plastique tout comme il a été observé par Boucher-Trudeau [2010]. Gu et al. [2011]
mentionne que l’équation est valable pour des valeurs de A supérieur à 0,1. Par contre, la 
figure illustre qu’une valeur de 0,3 serait plus réaliste. En effet, les valeurs calculées sont
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trop élevées comparativement à celle d ’un poteau non confiné. L’équation de Binici et
1000
Gu et al. (2011]
■ - ■ Binici e l Mosalam [2007] 
Priestley et al. [1996) .
  P.Berry et al. [2008]
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Figure 2.6 Longueur de rotule plastique selon le confinement
Mosalam [2007] est légèrement inférieure à celle proposée par Priestley et al. [1996]. Cela 
signifie une diminution de la longueur de la rotule plastique avec la présence du confi­
nement. La présence du confinement augmente la capacité du béton. De cette manière, 
la longueur de rotule plastique est plus petite comparativement à celle calculée pour un 
poteau armé conventionnel. Ces équations définissent la longueur de plasticité à utilisée 
afin de prédire le déplacement ultime. Il est im portant de souligner que cette région peut 
être différente de la zone d ’endommagement [Paultre, 2011]. La majeure partie des équa­
tions présentées ne tient pas compte de la charge axiale à l ’exception de celle de Bae et 
Bayrak [2008]. Cette dernière donne d ’ailleurs un résultat très loin des autres équations. 
Selon cette équation, une augmentation de la charge axiale engendre une augmentation 
de la zone de rotule plastique comme observée par Boucher-Trudeau [2010]. Suivant cette 
observation, Carvalho [2012], propose une nouvelle équation pour les poteaux confinés des 
PRF (eq. 2.49) qui est proportionnelle au ratio de la charge axiale.
lp = D  ^0,5 +  VPsj  (2.49)
Les équations prédisent les valeurs de rotule plastique pour l’é ta t ultime. Avec ces valeurs, 
il est possible de déterminer le déplacement maximum de la structure selon l’équation 1.2. 
Or, la longueur où est concentrée la plastification augmente en fonction du chargement
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pour atteindre la valeur maximale. Malgré cela, l’utilisation d ’une longueur fixe s’avère 
une méthode efficace afin d ’évaluer la performance [P.Berry et al, 2008].
2.6 Modélisation d ’un pilier de pont
Afin d ’étudier les états limites d’un pont, il est possible de restreindre l’analyse à la pile. En 
effet, les mécanismes de plasticité sont principalement localisés sur cet élément structural 
qui est la base du dimensionnement à la capacité comme il est schématisé à  la figure 2.7. Par 
contre, il est important de souligner que certaines plastifications peuvent survenir ailleurs 
sur la structure. Le fait de considérer seulement la pile couvre une m ajorité d ’ouvrage 






Figure 2.7 Schématisation du dimensionnement à la capacité
L’utilisation de l’ensemble de la structure s ’avère plus lourd numériquement et peut s’avé­
rer inutile dans certains cas. En effet, le reste de la structure (tablier, culée, etc.) est 
principalement représenté par des éléments ayant un comportement linéaire. Dans cette 
optique, l’analyse de la pile de ponts seule est préconisé dans la présente étude. La modé­
lisation permet de reproduire le comportement observé lors d ’essais expérimentaux. Ces 
derniers sont souvent effectués sur un élément en simple courbure. Une seule zone de plas­
ticité est donc possible, soit à la base du poteau. Pour les ponts dotés d ’une seule pile 
le poteau subira un mode de déformation en double courbures dans le sens longitudinal 
du pont et en simple courbure dans le sens transversal. Lorsqu’il survient une déforma­
tion en double courbure, deux zones de plasticité sont possibles soit dans le haut et dans 
le bas. La distribution du moment est alors dépendante de la rigidité du joint avec le 
chevêtre et avec la fondation. Pour simplifier, on peut procéder à un analyse en simple 
courbure avec un élément dont la longueur coïncide avec le point d’inflexion de l’élément 
en double courbure. Lorsque l’on modélise la pile, deux types d ’analyse sont possibles. 
Premièrement, la méthode lump plasticity est l’une des plus communes dans la pratique. 
Comme il a été mentionné précédemment, elle permet de restreindre le poids de calcul par
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la représentation du comportement plastique dans une région fixe (fig. 2.8). Le reste de 
l’élément demeure élastique et est constitué d ’un élément linéaire élastique. C ette méthode 
est commune en vertu de sa rapidité numérique et en vertu et de la simplicité du modèle. 
Deuxièmement, la méthode distributed plasticity utilise la non-linéarité sur l’entièreté de
non linéaire
/7 7 7 7
Plasticitée distribuée Plasticitée concentrée
distributed plasticity lumped plasticity
Figure 2.8 Plasticité distribuée vs concentrée
l’élément (fig. 2.8). La rotule plastique peut se former en n ’importe quel point lors de la 
sollicitation. Cette méthode s’avère plus lourde numériquement. Par contre, elle permet 
une bonne précision du comportement. Dans le cas de poteaux où la longueur de la rotule 
plastique n’est pas connue l’utilisation de cette approche est à préconiser. Plusieurs mo­
dèles numériques disponibles dans la littérature utilise d ’ailleurs cette approche [Binici et 
Mosalam, 20Q7; Gallardo-Zafra et Kawashima, 2009; Zhu et a l,  2006].
L’emploi de l’approche distributed plasticity peut aussi entraîner certains problèmes d ’im­
précision, comme la localisation des déformations. En effet, il peut y avoir une perte 
d ’objectivité locale et ou globale en fonction du type de comportement que l’on riiodé- 
lise [P.Berry et O.Eberhard., 2007], En d ’autres mots, la réponse est influencée par les 
détails du modèle et non uniquement à la section en soit. Une fois le poteau plastifié, les 
déformations de la section se concentrent à la base du poteau en fonction du nombre de 
points d’intégration utilisés [Calabrese et a l, 2010]. Des méthodes peuvent être employées 
afin de résoudre ce problème et perm ettre la calibration du modèle [Coleman et Spacone, 
2001]. Cette problématique sera discutée dans le prochain chapitre.
CHAPITRE 3
Modèles numériques
Comme il a été mentionné à la section 1.6, le présent projet fait partie d ’un projet commun. 
Celui-ci a pour but d ’unir une partie auscultation [St-Martin, 2 0 1 2 ], expérimentale [Car- 
valho, 2012] et numérique. Ce document représente ce dernier volet. Afin de reproduire 
ce qui a été accompli lors du protocole expérimental, des analyses non linéaires ont été 
complétées. La non-linéarité du comportement a été modélisée à  l’aide d ’une analyse mul- 
tifibre sur la plateforme libre OpenSees. Conjointement avec la campagne expérimentale 
de Carvalho [2012] résumée à la figure 3.1, quatre spécimens ont été reproduits afin de 
paramétrer le modèle et valider les hypothèses avancées (figure 3.1).P a r  la suite, le modèle 
pourra être utilisé pour une analyse paramétrique. Cette dernière sera exposée au chapitre 
suivant.
Le présent chapitre décortique la procédure qui a été utilisée afin de construire le modèle. 
Sa description sera présentée et les résultats anticipés générés par les analyses non linéaires 
pour les essais effectués par Carvalho [2 0 1 2 ] seront exposés. Il sera possible de constater 
l’exactitude des modèles. Les analyses ont permis de prédire la plastification des barres 
d.’armatures longitudinales et des étriers, ainsi que la rupture du confinement de PRF. De 
plus, la longueur de rotule plastique ( lp) a été calculée pour chacun des modèles.
H „
i  n  i  n i  - < i
*
1 Élément multifibres 
forceBeamColumn
/7 T 7 7
Figure 3.1 Schématisation du modèle numérique
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3.1 Choix de la plateforme OpenSees
Différents logiciels sont disponibles afin d ’effectuer des analyses non linéaires. Certains 
sont commerciaux, comme S A P 2 0 0 0 ® . tandis que d ’autres peuvent être utilisés gratui­
tement. OpenSees et SeismoStruct, pour nommer que ceux-là, font partie de ce nombre. 
Malgré l’absence d’interface graphique, OpenSees possède un avantage sur d ’autres logi­
ciels gratuits. L’utilisateur peut implémenter lui-même de nouveaux m atériaux ou encore 
modifier ceux existant puisque le code source est facilement disponible sur le web. En plus 
des critères de convergence stipulés par l’utilisateur, il est possible de choisir l’algorithme 
de résolution et de le modifier lors des analyses lorsque des problèmes de convergence sur­
viennent. La plateforme étant un simple fichier exécutable, OpenSees demeure un excellent 
outil afin d’effectuer plusieurs analyses (batch).
OpenSees est très souvent utilisé dans le domaine de la recherche. En effet, le Pacifique 
Earthquake Engineering Research Center .(PEER) l’emploie dans nombreux projets de 
maîtrise et de doctorat. Pour cette raison, plusieurs références sont disponibles sur les 
procédures à suivre pour la construction de modèles ou encore sur le comportement des 
différents matériaux déjà implémentés. N’étant pas commercial, il existe un large bassin 
d ’utilisateurs. Un forum est d ’ailleurs disponible afin d ’exposer tout problème à d ’autres 
usagers ou encore aux gens qui ont participé à l’écriture du code. Suivant ces raisons et 
pour le bien du présent projet, l ’utilisation d ’OpenSees a été choisie.
3.2 Description du modèle
La construction des modèles numériques a été effectuée selon les géométries des spécimens 
de Carvalho [2012], Tous les poteaux possèdent une hauteur de 2  m, un diamètre de 300 mm 
et une fondation de 500 mm de haut. Le confinement de PR F est composé d ’une couche 
de SIKAwrap C l03 avec la résine SIKAdur 300 de SIK A ® . L’ armature longitudinale qui





S75P10C1 75 1 0
S75P10C1 75 35
S150P10C1 150 1 0
S150P35C1 150 35
les constitue est formée de 6  barres 20M. L’arm ature transversale et le ratio de charge
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axiale (As/ ' ) sont les paramètres étudiés. Le tableau 3.1 illustre la nomenclature des 
spécimens ainsi que leurs paramètres d’analyse.
3.2.1 Type d ’élém ent
Le modèle type est constitué d’un élément non linéaire représentant le comportement in­
élastique de la pile. Il est possible d ’utiliser la méthode de plasticité uniforme ( distributed 
plasticity) ou encore celle concentrée ( lump plasticity). Comme soulignée à la section 2.5, 
les différentes équations disponibles dans la littérature pour les poteaux confinés de PR F 
donnent des résultats variables. Pour cette raison, l’utilisation des éléments à plasticité 
uniforme a été adoptée. Conséquemment, la rotule plastique peut se former en tou t point. 
Cette méthode est plus longue numériquement, mais permet une meilleure représentation 
du comportement. De plus, elle permet de valider les mesures prises avec celles expérimen­
tales [Carvalho, 2012]. Une fois que l’on connait bien le comportement et que la longueur 
de la rotule plastique est bien définie, on peut utiliser le modèle lump plasticity afin de dé­
terminer le déplacement ultime selon l’équation 1.2. Avec la méthode distributed plasticity, 
il aurait aussi été possible de représenter seulement la base du poteau avec un élément 
puisque les poteaux à l’étude sont en simple courbure. Par contre, le choix d ’utiliser la 
non-linéarité sur toute la longueur de la pile permet des analyses en double courbures dans 
le futur.
L’élément est discrétisé en plusieurs fibres qui possèdent chacune un comportement contrainte- 
déformation représentant le matériau qu’elle désigne [Spacone et al., 1996]. Selon le prin­
cipe de Bernouilli, il est posé que toutes les surfaces planes restent planes. Aucune défor­
mation en cisaillement n ’est considérée. Par contre, on verra plus tard qu’il est possible de 
tenir compte de la rigidité en cisaillement lors de l’analyse. Deux éléments multifibres de 
type poteaux-poutres sont disponibles sur la plateforme OpenSees, soit un élément basé 
sur les déplacements (dispBeamColumn) ou encore sur les forces (forceBeamColumn).
Le premier à être utilisé pour l’analyse des structures dans le domaine non linéaire a été 
l’élément basé sur les déplacements. Fondé sur la matrice de rigidité, ses déformations 
sont interpolées le long de l’élément à l’aide de polynômes d ’Hermite en fonction des dé­
placements aux nœuds [Spacone et al., 1996]. La déformation axiale est constante et la 
distribution de la courbure est linéaire sur tout l’élément. Pour cette raison, on doit utiliser 
plusieurs éléments afin de bien représenter le comportement de l ’élément étudié [Calabrese 
et ai, 2010]. Afin d ’améliorer la précision du modèle, il est recommandé d ’utiliser des élé­
ments dont la longueur est d ’environ celle de la rotule plastique ( lp) [Légeron et a l, 2005].
En effet, comme la courbure est linéaire sur l’élément, la plastification se concentre sur
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celui-ci. En l’absence d ’équations fidèles, il est difficile de définir la longueur de l’élément. 
On doit donc augmenter le nombre d ’éléments. Par contre, un nombre excessif engendre 
des déplacements exagérés en raison de la zone de rotule plastique trop grande. Le contraire 
est aussi vrai. Inversement à cela, les déformations internes augmentent plus la longueur 
de l’élément choisi diminue. Du même coup, un raffinement trop  important accentue le 
poids de calcul. Point important, ce type d ’élément ne respecte pas l’équilibre des forces 
internes [Neuenhofer et Filippou, 1997]. Sous une charge axiale constante, la force dans 
l’élément voit sa valeur varier et diverger en fonction du déplacement en tête dans le cas 
d ’un poteau en flexion composée [Calabrese et a i, 2010]. Néanmoins, l’utilisation de tels 
éléments peut aider à la convergence de certains modèles.
Par la suite, l’élément fondé sur les forces a été formulé vers la fin des années 90. À l’inverse 
de l’ancienne méthode, c’est avec la matrice de flexibilité que l’on résout le système. 
Les forces internes sont exprimées en fonction des forces aux noeuds, d ’où le nom de la 
méthode [Coleman et Spacone, 2001]. L’équilibre des forces internes avec celles externes 
est toujours conservé rendant l’analyse plus difficile à  converger parfois. Malgré tout, les 
déformations sont exactes comparativement à celles retrouvées avec un élément basé sur les 
déplacements [Neuenhofer et Filippou, 1997]. De plus, un seul élément est nécessaire afin 
de représenter le comportement général de la structure. On diminue les degrés de liberté 
de la structure diminuant ainsi le poids de calcul. Le choix de ce dernier est à préconiser 
pour les analyses non linéaires [Coleman et Spacone, 2001] et est souvent utilisé dans la 
modélisation de pilier de pont [P.Berry et O.Eberhard., 2007]. Contrairement à l’autre 
méthode, l ’interpolation de la courbure se fait selon la distribution linéaire du moment 







Figure 3.2 Comparaison d ’un élément basé sur la force et sur le déplacement 
adaptée de Spacone et al. [1996]
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La figure 3.2, adaptée de Spacone et al. [1996], illustre bien la différence entre les deux 
types d ’élément sur la distribution de la courbure pour une colonne encastrée avec un 
seul élément doté de 3 points d ’intégration. On remarque une différence considérable des 
résultats entre les deux éléments. Par contre, le raffinement du nombre d ’éléments de type 
dispBeamColumn permet la convergence vers la solution exacte. Du même coup, l’aug­
mentation du nombre de points d ’intégration perm et une meilleure correspondance avec 
la distribution exacte. Calabrese et al. [2010] ont d ’ailleurs publié un document complet 
sur la différence de l’utilisation des éléments qui confirme ces propos. Cette constata­
tion a aussi été soulignée ailleurs dans la littérature [H.Scott et L.Fenves, 2006; P.Berry 
et O.Eberhard., 2007; Terzic, 2011]. Terzic [2011] compare de manière très pertinente 
les deux types d ’élément avec des résultats expérimentaux, tels que ceux de Lehamn et 
Moehle [1998]. On y remarque les mêmes conclusions que celles apportées par Calabrese 
et al. [2010]. Les résultats d ’analyse sont très près des résultats expérimentaux pour un élé­
ment forceBeamColumn avec 5 points d ’intégration. Pour obtenir le même comportement, 
un minimum de 4 éléments dispBeamColumn est nécessaire. De plus, il effectue une com­
paraison de l’erreur de la courbure pour une poutre, encastrée à ces extrémités, soumise 
à un chargement uniforme. La figure 3.3, tirée de Terzic [2011] illustre ces résultats. On 
constate une erreur négligeable pour 2 éléments forceBeamColumn à 5 points d ’intégration 
ainsi que pour 1 élément doté de 7 points d ’intégration. Du même coup, la formulation 
selon les déplacements nécessite plusieurs éléments comme il a été déjà mentionné. En
Élément dispBeamColumn Élément forceBeamColumn
E rre u r(% ) E rre u r(% )
□  3 points d’intégration
■  5 points d’intégration
■  7 points d’intégration
r » _  n _  ^ _______________
1 2  4 8 16 1 2 4 8  16
N o m b re  d ’é lém en ts  N o m b re  d’é lém ents
Figure 3.3 Influence du nombre d ’éléments et de points d’intégration sur la 
courbure [Terzic, 2011]
conséquence, la préférence de l’élément forceBeamColumn est légitime et supportée par 
la littérature. En revanche, son utilisation nécessite une attention particulière. Selon le 
comportement de la section, il a été souligné qu’une perte de précision peut survenir en 
raison d’un phénomène de localisation [Calabrese et al., 2010; Coleman et Spacone, 2001;
8 0 -  
6 0 -  
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H.Scott et L.Fenves, 2006; P.Berry et O.Eberhard., 2007]. Pour un comportement élastique 
parfaitement plastique, la courbure est fonction du nombre de points d’intégration tandis 
que pour un comportement plus adoucissant (strain-softening), la réponse globale et lo­
cale y sont sensibles [Coleman et Spacone, 2001]. Une fois que l’atteinte du comportement 
plastique, la plastification se localise au premier point d ’intégration et ne se transpose pas 
aux autres points. Cela se traduit par une grande courbure et du même coup, une sures­
timation des déformations. Dans ces cas, plus le nombre de points d’intégration est élevé, 
plus le phénomène est majeur. Seul le béton qui maintient une rigidité ( strain-hardening) 
est moins influencé par ce paramètre [Coleman et Spacone, 2001] tel le béton confiné de 
PRF. Il est donc im portant de connaître la disposition des points d’intégration ainsi que 
le type de comportement que l’on modélise afin d ’éviter l’inexactitude des résultats.
Soit un élément qui est défini du nœud i à j ,  on connait les efforts à chacun des nœuds 
une fois que la solution est résolue. C’est par une méthode d’interpolation qu’on retrouve 
ensuite les efforts à chacun des points d’intégration. Différentes méthodes peuvent être 
utilisées. La plus commune est celle de Gauss-Lobatto [H.Scott et L.Fenves, 2006]. Cette 
dernière permet d ’avoir deux points d ’intégrations aux extrémités et de distribuer les autres 
en fonction de leur poids (î%>). La position des points entre i et j  n’est pas déterminée 
également sur l’élément. La figure 3.4 illustre les différentes positions des points d ’inté­
gration pour 3, 4, 5 et 6  points. Dès lors, on remarque que plus on augmente le nombre 
de points, plus la longueur de zone qui couvre le premier point d ’intégration est petite. 
Le phénomène de localisation des déformations, mentionné précédemment, peut d ’ailleurs 
être expliqué par la figure 3.4. La courbure concentréé sur une petite longueur cause de 
grandes déformations. Si le poids du point d ’intégration est près de la longueur de la ro­
tule plastique, la localisation s’estompe. Sinon, l’utilisation de la méthode proposée par 
Coleman et Spacone [2001] régularise la réponse en modifiant le comportement contrainte- 
déformation du matériau utilisé. De cette manière, on s’assure de maintenir une énergie 
constante une fois que le comportement adoucissant survient [H.Scott et L.Fenves, 2006]. 
On modifie la déformation du béton qui correspond à 0, 2/'• (620) selon l’équation 3.1. Cette 
relation tient compte de l’énergie nécessaire de rupture en compression du béton (G^,) du 
module du béton (E c) et de la longueur de la rotule plastique (lp).
(2° - o w P l e r  + £c ' (3-1)
Une fois le matériau modifié, on doit modifier la courbure. On la multiplie par un facteur 
d ’échelle qui dépend du poids du point d ’intégration (wip) ainsi que de la longueur de 
rotule plastique [lp) (eq. 3.2). Coleman et Spacone [2001] proposent deux équations diffé­
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N n = 5
Figure 3.4 Distribution des points de Gauss sur un élément
rentes, soit une pour un élément en simple courbure et l’autre pour une double courbures. 
Seule l’équation de la simple courbure est présentée ici. Encore une fois, on remarque 
l’importance de la connaissance de cette longueur qui est utilisée constamment dans les 
analyses. Fait intéressant, lorsque le poids (w ip) du point d ’intégration coïncide avec la 
longueur de la rotule plastique (lp), le facteur prends une valeur de 1. En d ’autres mots, la 
localisation ne cause pas de problème lorsque les points d ’intégration utilisés s’approchent 
de la longueur de la rotule plastique. Calabrese et al. [2010] l’ont d’ailleurs souligné dans 
leur étude comparative.
^  wipl2 ( 2  -  wjp) . .
ip (2L  — ip) [ô; }
La méthode proposée par Coleman et Spacone [2001] n ’est pas la seule. En effet, Scott 
et Hamutçuoglu [2008] apporte une approche différente. Aucune modification du com­
portement du matériau ni d ’utilisation de facteur d ’échelle ne sont nécessaires. Ce dernier 
avantage est notable puisque selon la méthode de Coleman et Spacone [2001] différents fac­
teurs doivent être utilisés pour les différents points d ’intégration puisque leur poids (w ip) 
n ’est pas constant. La méthode de Scott et Hamutçuoglu [2008] consiste à modifier la 
position des points d ’intégration selon la longueur de rotule plastique attendue. Avant 
d ’utiliser l’une de ces méthodes, il est donc im portant de connaître le comportement de 
l’élément étudié.
44 CHAPITRE 3. MODÈLES NUMÉRIQUES
La figure 3.5 montre la réponse moment-courbure d’un poteau soumis à  un chargement 
monothonique formé d ’un élément avec plusieurs points d’intégration. La section est cir­
culaire et possède la même géométrie type que les poteaux illustrés au tableau 3.1. Dès 
lors, on constate un comportement de type strain-hardening comme il a été répertorié 
par Coleman et Spacone [2001] et Calabrese et al. [2010]. L’allure de cette courbe est 
principalement contrôlée par le comportement post-plastification de l’acier. Pour ce faire, 
l’exercice a été fait pour deux types d ’acier avec des valeurs de rapport de rigidité post­
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Figure 3.5 Réponses moment courbure selon différents points d ’intégration
On remarque une variabilité de la courbure à la base avec la hausse du nombre de point 
d ’intégration. Plus le nombre de points d ’intégration est élevé, plus la longueur ( WiP) est 
petite (fig. 3.4). Cela a pour effet d ’augmenter la déformation de la fibre extrême du bé­
ton. Cette augmentation est d ’ailleurs plus im portante pour un acier avec une plus faible 
rigidité post-plastification comme l’illustre le tableau 3.2. Cela dit, le choix de la loi repré­
sentant ce matériau est im portant et a de l’incidence sur la nécessité de l’utilisation des 
méthodes de régularisation.
Selon P.Berry et O.Eberhard. [2007], une utilisation de 5 à  7 points d ’intégration est la 
plage à préconiser pour le choix du nombre de points. La variation entre 5 points et 6  
points n’est pas très significative. Si l’on désire connaître la distribution de la courbure,
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Tableau 3.2 Courbure et déformation enregistrées selon le nombre de point 
d ’intégration (nip)
nip b = 0 ,0 1 b = 0 ,0 2
4> £c ec
(rad/m ) (mm/mm) (rad/m ) (mm/mm)
3 0,355 0,028 0,352 0,028
4 0,640 0,052 0,489 0,039
5 0,608 0,049 0,447 0,036
6 0,580 0,047 0,456 0,037
l’augmentation du nombre de points améliore la précision. Dans le cas d ’un comportement 
d ’acier post-plastification possédant un ratio de rigidité (b) de près de 0 ,0 2 , le choix de 
6  points d ’intégration est à préconiser. P.Berry et O .Eberhard. [2007] arrivent d ’ailleurs 
à cette conclusion mentionnant que 6  points d ’intégration permettent une bonne repré­
sentation du comportement sans augmentation du poids de calcul inutile. À la lumière de 
ces observations, l’utilisation d’un élément non linéaire de type forceBeamColumn a été 
préconisée pour l’analyse des poteaux avec un to tal de 6  points d’intégration. Comme il 
sera démontré à la section 3.2.4, l’acier utilisé par Carvalho [2 0 1 2 ] possède un ratio de 
rigidité post-plastification suffisant pour satisfaire les précédentes conditions.
3.2 .2  Section fibrée
La discrétisation de la section en plusieurs fibres ayant chacune leur relation contrainte- 
déformation est une méthode à préconiser pour les analyses inélastiques [Priestley et al., 
1996]. Elles peuvent être circulaires ou encore de forme rectangulaire. Le choix du type 
de fibre dépend principalement de la section à l’étude ainsi que du type de chargement. 
À titre d ’exemple, on pourrait utiliser des bandes rectangulaires parallèles à un charge­
ment dans un seul axe pour un poteau rectangulaire. La plateforme OpenSees perm et 
à l’utilisateur de séparer de manière radiale et circonférentielle la section dé béton pour 
un poteau circulaire. On peut ensuite distribuer les barres d ’armatures longitudinales sur 
la périphérie. Lorsque la section est soumise à une déformation ou encore à une force, 
on utilise la distribution du moment et des forces axiales afin de satisfaire l’équilibre des 
forces dans chacune des fibres. On retrouve les efforts par un processus itéra tif qui se doit 
de respecter une certaine tolérance [Gallardo-Zafra et Kawashima, 2009; Spacone et al., 
1996]. L’utilisation de l’analyse fibrée est très commune pour l’étude du comportement 
d ’une colonne soumise à de la flexion cyclique [Zhu et a l, 2006].
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L’efficacité ainsi que la précision de l’analyse sont étroitement liées à la discrétisation 
de la section. Il est im portant de trouver la discrétisation optimale qui perm ettra  une 
analyse rapide sans impact néfaste sur la précision. Selon P.Berry et O.Eberhard. [2007] la 
discrétisation optimale d ’une section circulaire est de 200 fibres. Les auteurs utilisent 20 
discrétisations transversales pour l’enrobage et le noyau tandis qu’il utilise respectivement 
1 et 10 séparations radiales. Afin de déterminer ces valeurs, l ’auteur a procédé à une 
analyse paramétrique en effectuant plusieurs moment-courbure sur une section circulaire 
pour évaluer l’influence du nombre de fibres dans la section. P.Berry et O .Eberhard. [2007] 
démontre que les résultats sont précis lorsque l’on utilise au moins 10 divisions radiales. 
Au-delà de cette valeur, le gain n ’est pas significatif. Pour les divisions tangentielles, il y a 
peu de variabilité dans les valeurs pour 20 ou 40 discrétisations. Lorsque le modèle possède 
plusieurs éléments et que l’on désire optimiser le nombre de fibres de manière à  minimiser 
le poids de calcul, une discrétisation non uniforme peut aussi être possible. Dans ce cas, on 
diminue le nombre de fibres près du centre de la section circulaire [P.Berry et O .Eberhard., 
2007]. Par contre, il est im portant de s’assurer que la position de l’axe neutre ne coïncide 
pas avec' là discrétisation moins raffinée.
S en s d e  la  so llic ita tio n .
CH N o y au  d e  b é to n  c o n fin é  CH E n ro b a g e  
Figure 3.6 Discrétisation de la section
La discrétisation choisie pour la section à l’étude est donc basée sur les recherches faites par 
P.Berry et O.Eberhard. [2007]. La discrétisation radiale et circonférentielle a été préconisée. 
La discrétisation par couche aurait pu aussi être choisie comme il a été fait par Zhu et al. 
[2006] et Shao et al. [2005]. Pour le noyau et l’enrobage, la section a été discrétisée en 
20 parties de manière radiale. Par la suite, 10 et 2 séparations circonférentielles ont été 
choisies pour le noyau et l’enrobage respectivement. En fait, seule la discrétisation de 
l’enrobage diffère avec celle proposée par P.Berry et O .Eberhard. [2007]. Comme l’analyse 
se fait seulement sur un élément structural et que le poids de calcul est peu affecté dans 
le présent projet, l’ajout d ’une section à l’enrobage a été adopté. La figure 3.6 représente 
la discrétisation de la section.
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3.2 .3  Loi de com portem ent du béton confiné
La validité des résultats dépend de la précision du comportement contrainte-déformation 
que l’on attribue aux fibres [Spacone et al., 1996]. La plateforme OpenSees perm et l ’u ti­
lisation de près de sept matériaux différents de type béton. La différence majeure entre 
ces derniers est la possibilité de considérer ou non la rigidité en tension. Trois des sept 
matériaux sont plus souvent utilisés. En effet, on retrouve principalement ConcreteOl, 
Concrete02 et Concrete04■ Chacun possède la même loi de comportement en compression. 
La rigidité initiale du béton est donnée par 2 fd^cu- Une fois l’atteinte de la contrainte 
maximale, le comportement devient adoucissant sauf pour Concrete04 qui ne possède au­
cune résistance résiduelle. Contrairement aux deux autres modèles, ConcreteOl ne perm et 
pas de considérer la rigidité en tension. La participation du béton dans la zone tendue 
est surtout utile au début de la sollicitation. En effet, une fois fissuré, le béton perd le 
peu de rigidité qu’il possède en tension. Ces modèles représentent très bien le comporte­
ment axial du béton armé conventionnel. De plus, Opensees a ajouté récemment le modèle 
ConfinedConcreteOl selon Braga et al. [2006] qui considère déjà la présence du PR F dans 
le confinement. Pour des raisons de convergence, l’utilisation d ’un matériel de base, tel que 
ConcreteOl et Concrete02 est à préconiser comme il a été souvent souligné sur le forum 
d 'OpenSees. Quelques essais ont d ’ailleurs été faits afin de valider ce qui é tait reproché au 
matériau ConfinedConcreteOl. La même conclusion a pu être observée. En effet, la conver­
gence est très difficile. Contrairement à ConcreteOl et Concrete02 où la calibration est 
possible, la loi de comportement n’est pas contrôlé par l’utilisateur. En effet, une m ultitude 
de paramètres doivent être entrés rendant les manipulations difficiles. Pour ces raisons, le 
matériau ConfinedConcreteOl a été rejeté.
La figure 3.7 présente la comparaison des deux courbes . On remarque le maintien d ’une 
résistance après l’atteinte de la valeur ultime pour la courbe de ConcreteOl contrairem ent à 
celle de la loi utilisée. La perte de rigidité est causée par l’éclatement du composite engendré 
par l’expansion du béton. Ce cassé survient donc pour toutes les fibres, et ce, au même 
moment. La mise sur pied d’un nouveau matériau possédant une perte de rigidité similaire 
a effectuée (C oncreteFR P ). Par contre, ce m atériau n’a pas été retenu. En effet, on sait 
que la distribution des déformations dans une section soumise à de la flexion diffère de celle 
soumise à de la compression pure. Pour cette raison, la modélisation du comportement 
après la rupture impliquerait l ’utilisation d ’une loi de comportement variable dans la 
section. La déformation ultime d ’une fibre près de l’axe neutre serait inférieure à celle 
de la fibre extrême. Ainsi, une loi différente pour chacune des fibres selon sa position 
par rapport à l’axe neutre aurait dû être associée aux fibres. La présente étude a pour
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Figure 3.7 Comparaison des modèles ConcreteOl et ConcreteFRP
objectif de se concentrer principalement sur les états limites de poteaux confinés de PRF. 
Comme il a été souligné à la section 2.4.1, une fois la rupture du confinement survenu, 
la perte de l’intégrité de l’élément est éminente. Le choix d ’opter pour ConcreteOl est 
donc approprié. La présence du plateau permet à la section de ne pas développer d ’effort 
supplémentaire une fois l’atteinte de la contrainte maximale. Ainsi, le béton ne fait que se 
déformer en maintenant la contrainte maximale à laquelle il peut résister avant la rupture 
du confinement. La prédiction de la rupture du PR F sera présentée à la section 3.3.2,
Comme il a été fait par Zhu et al. [2006], l’utilisation de ConcreteOl a été préconisée dans 
le cadre de l’analyse multifibres de poteaux confinés avec des PR F. Il suffit de param étrer 
la loi de comportement du matériau avec celle utilisée. Dans le présent cas, le modèle 
d’Eid et Paultre [2008], suivant certaines modification, a été utilisée. Soit le comportement 
contrainte-déformation d ’un poteau de 300 mm avec un béton de 35M Pa confiné d ’une 
couche de PRF, de type SIKAdwrap C103 avec résine SIKAdur 300 d’épaisseur 1,016 mm, 
avec différents espacements d ’étrier, il est possible de constater une différence de rigidité 
initiale. Cela se traduit par des pentes qui divergent légèrement pour des contrainte 20 MPa 
et 40 MPa.
La première partie de la courbe est différente pour un béton confiné de PR F ou d ’acier. Or, 
la rigidité initiale doit être la même peu importe le confinement. Selon Richart et al. [1929], 
la pente initiale du béton demeure inchangée pour un béton chargé de manière axiale et 
latérale. Suivant cette constatation, on peut modifier le modèle d ’Eid et Paultre [2008]
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Figure 3.8 Comportement contrainte-déformation selon Eid et Paultre [2008]
afin de conserver la même rigidité initiale. Tout d ’abord, la déformation et la résistance 
ultime n ’affectent pas la rigidité initiale selon le modèle. Cette rigidité est déterminée selon 
les valeurs de f'cc et e’cc. Les équations qui perm ettent de définir ces points sont basées 
sur Légeron et Paultre [2003] selon des résultats expérimentaux. Dans cette optique, les 
équations 2.26 et 2.27 deviennent 3.3 et 3.4. Cette légère modification perm et de conserver 
les valeurs de déformation et de résistance ultime tout en ayant-une rigidité représentative. 
Afin de parvenir à ces valeurs, plusieurs courbes ont été déterminées afin d ’évaluer si le 
changement permet de conserver la rigidité initiale. De cette manière, on s’assure que la 
rigidité d’un poteau soumis à  de la flexion composée n’aura pas une rigidité dépendante 
de son confinement.
§  =  1 +  2(/')°-T (3,3)
Jc
e^ f  = l  + I H Q 1’2 (3.4)
Le comportement axial du béton confiné avec PR F est différent de celui confiné avec de 
l’acier. De ce fait, la modification de ces param ètres est donc explicable. La contrainte et 
la déformation au pic est différente. Malgré le fait que l’indice de confinement effectif ( / ')  
tient compte de l’effet conjoint du PR F et de l’acier, l ’équation proposée par Eid et Paultre 
[2008] pourrait être améliorée. En effet, c’est les valeurs qui multiplie cette dernière qui 
découlent de calibration expérimentale.
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Figure 3.9 Comportement contrainte-déformation selon Eid et Paultre [2008] 
modifié
3.2 .4  Loi de com portem ent d ’acier
OpenSees permet l’utilisation de trois modèles différents pour l’acier, soit SteelOl, Steel02 
et ReinforcingSteel. Un autre modèle peut aussi être utilisé, soit HysteresisMaterial. Par 
contre, il se paramètre de manière plus fastidieuse. Les deux premiers possèdent sensi­
blement le même comportement. La différence majeure entre les deux m atériaux est la 
transition de la phase élastique à plastique. Contrairement à SteelOl, Steel02 possède une 
transition courbée. Cette dernière permet de bien représenter l’effet de Baushinger lors de 
chargement cyclique. La pente post-plastification, ou écrouissage cinématique, est donnée 
par l’utilisateur. Des valeurs représentant 1 % à 3 % du module de Young peuvent être 
utilisée. P.Berry et O.Eberhard. [2007] recommande d ’ailleurs l’utilisation d ’une valeur de 
1 %. Cette valeur est calibrée suivant des données expérimentales d ’un essai de traction sur 
une barre. Il est im portant de mentionner que la valeur choisie peut causer des problèmes 
de localisation comme il a été souligné à la section 3.2.1. En effet, plus la valeur de la 
résistance ultime est élevée, plus la valeur du ratio l’est aussi.
Selon les essais de traction faites par Carvalho [2012] sur une barre 20M, on peut illustrer 
l’impact du choix du matériau utilisé. La figure 3.10 représente la différence entre Steel02 
et ReinforcingSteel. Dès lors, on remarque que les barres longitudinales m aintiennent une 
forte rigidité postplastificaiton. De ce fait, on peut affirmer que la section utilisant ce type 
d ’acier possédera un comportement de type strain-hardening. Le matériau ReinforcingSteel 
représente bien le comportement contrainte-déformation de l’acier subissant un essai de
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Figure 3.10 Comparaison des modèles Steel02 et ReinforcingSteel
traction en raison de son fort écrouissage. Par contre, sous chargement cyclique, certains 
problèmes de convergence peuvent survenir en raison de la loi cyclique. Ceci a d ’ailleurs 
été soulevé par les utilisateurs sur le forum d ’OpenSees. Ce matériau a d ’ailleurs été u ti­
lisé pour les modèles préliminaires. Certains problèmes de convergence ont été notés tou t 
comme une sous-évaluation du pinching. De plus, on remarque la présence d ’un plateau 
plastique près de la valeur de la contrainte maximale. Cette région de rigidité nulle peut 
occasionner des problèmes de localisation des déformations au premier point d ’intégra­
tion. En effet, le comportement devient similaire à celui élastique parfaitement plastique 
qui est suseptible à ce genre de problème [Coleman et Spacone, 2001]. Les déformations 
dans l’acier et le béton sont donc surévaluées. De cette manière, la précision en traction se 
fait au détriment d ’une perte de précision de la réponse. Pour le matériau Steel02, la pente 
post-plastification représente relativement bien la rigidité qu’on retrouve lors de l’essai de 
traction. Par contre, il y a une diminution de la précision plus que l’on s’approche de la 
valeur de la contrainte maximale. Pour cette raison, son utilisation doit s ’accompagner 
d ’une vérification constante des déformations. Fait intéressant, possédant un comporte­
ment bilinéaire de type hardening, les problèmes de localisation sont évités en raison du 
fort rapport de rigidité post-plastification.
À la suite de l’exposition des comportements des m atériaux disponibles pour représenter 
l’acier sur la plateforme OpenSees, l’utilisation de Steel02 a été préférée avec une valeur 
de ratio de rigidité post-plastification de 0,02. De cette manière, aucun problème de loca­
lisation ne peut survenir comme il a  été exposé à la section 3.2.1.
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La rigidité de la fondation a>de l’incidence sur la réponse globale de la structure. En effet, 
elle s’additionne en série avec celle de l’élément même. Afin de représenter cette rigidité, il 
est possible de mettre des ressorts au nœud constituant la base du poteau [Gallardo-Zafra 
et Kàwashima, 2009]. Quelques équations sont d ’ailleurs disponibles dans la littérature 
afin de déterminer la rigidité équivalente de ces derniers [MCEER/ATC-49, 1996]. Elle 
dépend principalement du type de sol ainsi que du type de fondation.
Les modèles construits sur OpenSees ont été paramétrés à l’aide des données expérimen­
tales [Carvalho, 2 0 1 2 ], Les équations disponibles dans la littérature tiennent compte d ’une 
fondation appuyée sur sol qui possède des propriétés mécaniques données. Pour cette rai­
son, ces équations ne peuvent être utilisées pour le présent projet. Par contre, il est possible 
de déduire la rigidité de la fondation suivant le principe de flexibilité. Connaissant la rigi­
dité du poteau qui est donné par les équations 3.5 à 3.7, on trouve la rigidité équivalente 
de la fondation. Ces dernières sont fonction du modulé de la section (E), de l’inertie effec­
tive ( /e) qui tient compte de la fissuration, de la hauteur effective (He) , du module (G) de 
cisaillement ainsi que de l’aire effective (Ave) en cisaillement.
(3.5)
K  = ^  (3.6)
e
^tot =  X jT X  (3’7)
La majeure partie des modèles de poteaux soumis à de la flexion composée reprodui­
sant des essais en laboratoire sont construits avec un encastrement à la base ( cantilever 
beam) [P.Berry et O.Eberhard., 2007; Roy, 2006; Zhu et al., 2006]. La fondation est souvent 
très rigide puisqu’elle est fixée à la dalle à l’aide de tiran t afin de restreindre la rotation de
cette dernière. De plus, la fondation est dimensionnée de manière à avoir une surcapacité
pour permettre au poteau de développer sa résistance. De cette manière, on s ’approche 
d ’un comportement parfaitement encastré. De ce fait, les modèles seront construits avec 
des conditions frontière de manière à avoir un encastrement parfait.
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3.3 Prédiction des états  limites d 'endomm agem ent
La chronologie des dommages des poteaux soumis à une sollicitation sismique a été ex­
posée à la section 2.4.1. Afin de situer ces différents états pour les spécimens, on effectue 
un traitem ent des données des déformations, des courbures et des efforts internes des élé­
ments constituants les poteaux. La méthodologie employée pour déterminer les valeurs des 
déplacements atteints pour chacun des états est exposée ici.
3.3 .1  Plastification des barres longitudinales
La plastification des barres longitudinales marque le début du comportement plastique 
de la section. Au-delà de ce point, le poteau possède un comportement ductile tradu it 
par le rapport entre le déplacement atteint (A) et le déplacement plastique (A ÿ). Le 
début de ce comportement se tradu it par un changement de rigidité causé par l’atteinte 
du plateau plastique des aciers longitudinaux. Différentes méthodes sont possibles afin 
de prédire le déplacement causant la plastification. Tout d ’abord, on peut fixer ce point 
comme étant l’é tat où les barres atteignent leur limite élastique (£ÿ). Toutefois, ce n ’est 
pas parce qu’une barre attein t sa déformation élastique que le comportement de la section 
devient plastique. En effet, il peut y avoir une plastification locale sans en avoir une au 
niveau du comportement global. Pour ce faire, la méthode la plus commune est celle de 
l’interpolation du moment courbure provenant d ’une analyse sectionnelle. Cette méthode 
est basée sur une idéalisation du comportement en un modèle bilinéaire où la jonction 
représente la plastification du comportement.
On utilise un modèle bilinéaire ou encore trilinéaire afin de représenter l’allure de la courbe. 
Selon les caractéristiques de la relation moment-courbure des poteaux du projet, un mo­
dèle bilinéaire est convenable. La figure 3.11 représente l’analyse sectionnelle pour un des 
spécimens de Carvalho [2012], Avec l’équation 1 .1 , on retrouve le déplacement Ay. On 
remarque un changement de rigidité qui se traduit par une cassure dans la courbe.
Il a été souligné que la présence du confinement de PR F n ’a aucun effet sur le déplacement 
causant la première plastification [Binici et Mosalam, 2007]. La courbure causant la plas­
tification dépends de l’inertie de la section ( / )  et de son module de Young (B). Comme 
mentionnée à la section 2 .2 , la rigidité initiale du béton ne change pas avec la présence du 
PRF. De plus, son ajout ne modifie pas l’inertie de la section.
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Figure 3.11 Relation moment-courbure pour poteau 1 [Carvalho, 2012]
3.3.2 Plastification des étriers et  rupture du PRF
Les modèles de confinement exposés à la section 2.2 représentent le comportement axial 
d ’un poteau confiné avec des PRF et des étriers. La figure 3.12 illustre le comportement 
axial et radial pour un poteau type. Les deux déformations sont reliées par le coefficient de 
Poisson (u) selon la loi de Hooke. Par la compatibilité des déformations, la déformation ra­
diale est égale pour le béton, l’acier ainsi que pour le PRF. Conséquemment, la déformation 
axiale où la plastification des étriers survient est celle où la contrainte appliquée ( fcy) pro­
duit une déformation radiale (eh) qui équivaut à la plastification de l’étrier (eS3/).Ce point 
délimite d ’ailleurs un léger changement de rigidité radiale. Pour ce qui est de la rupture 
du PR F (£cu), elle peut être retrouvée par le saut dans la courbe contrainte-déformation. 
Cela correspond d ’ailleurs à  une déformation radiale égale à la déformation de rupture du 
PRF ( e / r p . a ) .
Dans le cas d ’une section soumise à de la flexion combinée à de la compression, ces états ne 
sont pas atteints lorsque les déformations de la fibre supérieure correspondent aux valeurs 
calculées selon la figure 3.12. La déformation à cet endroit est supérieure à celle d ’un essai 
de compression centrée [Watson et al., 1994]. Le gradient des déformations dans la section 
est linéaire et non constant, comme il est dans le cas d ’un chargement seulement axial. 
De plus, la région qui subit des contraintes de compression est fonction de l’axe neutre et 
est plus petite. La déformation axiale causant la rupture est donc plus élevée. Sause et al.
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Figure 3.12 Relation contrainte-déformation axiale et radiale
[2004] propose d ’ailleurs l’utilisation de 1,5 e ^  comme étant la valeur à  utiliser à la fibre 
supérieure pour la prédiction de la rupture du PRF.
Mander et al. [1984] a proposé une méthode afin de déterminer la déformation axiale reliée 
à la plastification des étriers. Il effectue une équivalence des énergies volumiques de chacun 
des matériaux. Selon les principes de résistance des matériaux, l’énergie nécessaire pour
Figure 3.13 Principe d ’équivalence
causer la plastification des étriers ou la rupture du PR F pour un essai de flexion composée 
doit correspondre à celle qui est nécessaire lors d ’un essai de compression concentrique. 
En d ’autres mots, l’énergie volumique de la section en flexion composée, délimitée par 
l’axe neutre, doit correspondre à celle de l’essai de compression pure comme illustrée à la 
figure 3.13.
Suivant cette théorie, il est possible d ’évaluer l ’énergie volumique nécessaire pour plastifier 
les étriers et celle pouvant causer la rupture du PRF. L’énergie est déterminée en effectuant 
l’aire sous la courbe contrainte-déformation des différents poteaux. Pour le premier état,
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la limite est la déformation causant la plastification (ccy) comme illustrée à la figure 3.12. 
Pour l’énergie de rupture, on utilise la borne représentant la déformation ultime (ecu)- 
Une fois multipliée par l’aire du poteau, on obtient l’énergie volumique pour une longueur 
unitaire nécessaire à l’atteinte de ces états.
M o m en t - C o u rb u re
Ef l e x = X ^ i/ f e ^ d e
P rochain  s c
Si E nex — E compc o m p
o u  c
Figure 3.14 Schéma de la détermination de ec
À l’aide d ’une analyse sectionnelle du poteau, il est possible de connaître la courbe 
contrainte-déformation de chacune des fibres le long de l’axe du chargement. En déter­
minant l’aire sous cette courbe de chacune des fibres multipliées par son aire, on retrouve 
l’énergie volumique (E fiex). Cette énergie est ensuite comparée à celle calculée avec un 
poteau sous compression centrée (Ecomp). Comme l’axe neutre varie dans le temps en 
fonction de la sollicitation, la surface qui développe les efforts de compression change tout 
autant. On associe l’état recherché lorsque l’énergie volumique de la section comprimée 
suivant l’axe neutre équivaut à celle du poteau en compression pure. Par la suite, on peut 
retrouver la déformation de la fibre extrême qui correspond à cet équilibre énergétique. 
La figure 3.14 schématise la procédure suivie. En plus des valeurs de déformations pour la 
plastification des étriers et de rupture du PRF, la valeur de 2/3 de la déformation causant 
la rupture du PRF (£cu) proposée par Aschheim et Rodriguez [2011] sera comparée.
3.3. PRÉDICTION DES ÉTATS LIMITES D ED O M M A G E M E N T 57
3 .3 .3  Perte d ’appui
Le Code canadien des ponts routiers [CAN/CSA-S6-06, 2006] recommande une longueur 
d ’appui en fonction des dimensions du pont et de l’effet du site selon l’équation 3.8. 
Le paramètre K tient compte de la zone de rendement sismique et peut prendre des 
valeurs entre 0,5 et 1,5. Ceci permet de prévenir des pertes d ’appui occasionnées par des 
grands déplacement jumelés à une longueur d ’appui insuffisante. Lors du récent séisme au 
Chili (2010), plusieurs événements semblables ont été observés (fig. 3.15).
m
Figure 3.15 Perte d ’appui après le séisme au Chili (2010) [Picture, 2010]
Lorsque les déplacements sous-estimés ou que la longueur d ’appui est insuffisante, il peut 
avoir des pertes de travée. Ainsi, les précédents états limites d ’endommagement peuvent 
n’être jamais atteints. Même si le système de reprise des charges est bien dimensionné 
et qu’il assure une dissipation d ’énergie optimale, la perte d ’appui transforme le mode 
de rupture pour devenir fragile. Il est donc im portant d ’incorporer ce param ètre dans 
l’évaluation des états limites.
N  =  K
2 0 0  +  600 +  150 1 + 8000 (3.8)
Dans la présente étude, seule la pile est représentée dans les analyses. De ce fait, aucune 
géométrie n ’est définie afin de perm ettre le calcul d ’une largeur d’appui. Par contre, une 
analyse paramétrique de plusieurs longueurs d ’appui a été effectuée afin d ’illustrer la ten­
dance des résultats. Elle couvre une grande variabilité. En effet, la valeur de la longueur 
de la portée (L) est comprise entre 25 m et 50 m, celle de la hauteur (H) entre 5 m et 9 m 
ainsi que celle du biais ('F) entre 0° et 30° comme il est résumé au tableau 3.3. Un to tal de 
910 longueurs d ’appui ont été calculées. Chacune des longueurs a été prise avec différents
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Tableau 3.3 Analyse paramétrique de la longueur d’appui selon l’équation du 
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Figure 3.16 Longueur d ’appui •
biais et hauteur afin d ’effectuer toutes les combinaisons possibles selon les valeurs ciblées. 
Cette étude est représentée à la figure 3.16.
Il est possible de remarquer trois tendances linéaires distinctes. Les trois courbes se dif- 
férentient par le paramètre K qui, comme mentionné précédemment, prends des valeurs 
différentes selon la zone de rendement sismique. En effet, les valeurs moyennes sont d ’envi­
ron 150 mm, 300 mm et 450 mm selon la zone de rendement sismique. La pile représentée
.-c- ;<■ ÿ ' <  y  •;
  Zone rendem ent sismique 1 type de sol I ou II
—  Zone rendem ent sismique 1 avec autre type de  sol et zone II 
 Zone rendem ent sismique III et IV
♦ ' ' ‘ ■       1 ........................  7 ..........  *
3.3. PRÉDICTION DES ÉTATS LIMITES D E D O M M A G E M E N T 59
dans les analyses possède un facteur d ’échelle d’environ 3. De cette manière, on peut 
utiliser une longueur d ’appui hypothétique perm ettant de connaître si les dommages se 
concentrent principalement avant ou après l’atteinte de cette borne. Pour un poteau de 
2 m, la longueur est fixée à 105 mm tandis que pour 3 m, elle est de 11 1  mm. Cette longueur 
corresponds à des valeurs réelles de respectivement 315 mm et 333 mm. Ces valeurs sont 
utilisées à titre indicatif. Contrairement à la plastification des barres ou encore à la rupture 
du PRF, ce dommage est un état limite global de l’ouvrage. Par contre, il est intéressant 
d ’observer le type de dommages avant que la perte d ’appui survienne.
3 .3 .4  Longueur de rotule plastique
La connaissance de la longueur de la rotule plastique permet de prédire les déplacements 
de manière efficace comme mentionnée au chapitre précédent. Comme il a été souligné à la 
section 1.1, le concept de rotule plastique découle de la méthode du moment des aires. Les 
analyses à l’aide de la plateforme OpenSees perm ettent de connaître la distribution de la 
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Figure 3.17 Distribution de la courbure sur le poteau
l’analyse sectionnelle, on détermine la valeur de la courbure élastique (<py). Cette valeur 
permet de délimiter la partie élastique du déplacement. La distribution de la courbure 
suit une pente constante allant d ’une valeur nulle en tête du poteau à la valeur de la 
courbure élastique à la base. L’aire de cette distribution triangulaire est soustraite de celle 
de la distribution de la courbure pour chaque valeur maximale de déplacement. De cette
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manière, il ne reste plus que la partie plastique du déplacement qu’on peut concentrer 
dans une région (lp) selon la courbure à la base. Avec les valeurs de courbures à la base de 
chacun des pics de déplacement, on peut associer la distribution de la courbure numérique 
à celle théorique provenant du concept de rotule plastique. On détermine donc une zone 
de plasticité concentrée perm ettant ainsi de prédire les déplacements selon l’équation 1 .2 . 
De plus, il est possible de tracer la variation de cette longueur en fonction de la ductilité 
durant l’analyse comme il est illustré dans le graphique de droite de la figure 3.17. On 
remarque que la longueur augmente légèrement au début des cycles pour ensuite demeurer 
pratiquement constante pour le reste de la sollicitation.
3.4 Calibration du modèle
3.4 .1  Procédure des essais
Les essais ont été complétés à l’aide du.m ontage expérimental de Carvalho [2012]. Ce 
dernier est constitué de deux vérins verticaux qui applique une charge axiale constante et 
un vérin horizontal MTS 500 kN pour le déplacement imposé. Avant le début de l’essai, 
la charge P  est appliquée jusqu’à l’atteinte du rapport P f / A gf'c qui lui est propre (ta­
bleau 3.4). Une fois atteinte, elle est maintenue tout au long de l’essai. Les valeurs sont 
déterminées selon les différentes capacités du béton à 28 jours répertoriées au tableau 3.5. 
Il est important de souligner que la charge axiale appliquée sur les spécimens S75P35C1 
et S150P35C1 ne sont pas 35%. En effet, la valeur déterminée lors de l’essai à 28jours a 
donnée une valeur très basse pour S75P35C1 par rapport à la résistance au jour de l’essai. 
Par souci de rigueur et de fin de comparaison, Carvalho [2 0 1 2 ] a appliqué une charge du 
même ordre pour l’autre poteau.
Tableau 3.4 Charge axiale appliquée sur chaque spécimens




/ ^ g f c ,  essai 
(%)
S75P10C1 1 0 ,0 229,9 9,3
S75P35C1 35,0 663,4 25,6
S150P10C1 1 0 ,0 2 2 2 ,0 8,5
S150P35C1 35,0 635,6 23,8
L’essai débute par un cycle préliminaire d ’environ 75% de la charge théorique de plasti­
fication dans les deux sens de chargement. Par la suite, le cycle suivant continue jusqu’à 
l’atteinte du déplacement causant la plastification (A,,). Le reste du cycle se compose de
3.4. CALIBRATION DU MODÈLE 61
mouvement tire-pousse-retour avec des amplitudes croissantes. En effet, les déplacements 
sont fonction du déplacement de plastification : ± lA ÿ, i l ^ A , , ,  ± 2 A y, ± 3 A y etc. Il est 
im portant de noter que la partie pré-plastification se fait en contrôle de force contrairement 
au reste de l’essai qui est en contrôle de déplacements.
3.4 .2  Caractérisation des matériaux
Afin de bien représenter les différents comportements des trois m atériaux formant les 
spécimens, des essais ont été faits pour évaluer leurs propriétés. Chacun des m atériaux est 
présenté séparément dans ce qui suit.
Béton
Des essais de compression ont été faits sur chacun des mélanges le jour du test afin de 
connaître la résistance. Les propriétés du béton ont été déterminées à l’aide de trois cy­
lindres de 100 x 200 mm, neuf cylindres de 150 x 300 mm et six poutres de 100 x 100 x 
400.mm. Pour effectuer les modèles, seule la capacité en compression ( f ) ,  la déformation 
ultime (êcu) ainsi que le module de Young(£'c) sont nécessaires. Les propriétés de chacun 
sont répertoriées dans le tableau 3.5.
Tableau 3.5 Propriétés du béton
Poteau













S75P10C1 31,9 0,0025 18169 34,4 0,0025 18124
S75P35C1 26,3 0 ,0 0 2 2 15638 35,8 0 ,0 0 2 2 19864
S150P10C1 30,8 0,0024 18915 36,4 0 ,0 0 2 2 2 1 0 0 1
S150P35C1 33,9 0,0023 20632 37,1 0,0024 21105
Acier
Des essais de traction ont été effectués sur différents échantillons représentant l’acier lon­
gitudinal et transversal. Le comportement contrainte-déformation ainsi produit perm et de 
paramétrer le matériau SteelOê comme illustré à la figure 3.10. La résistance élastique ( f y), 
la déformation élastique (ey) des étriers ont été utilisées pour le modèle de confinement 
mentionné à la section 2.2. Le rapport de rigidité post-plastification des barres longitu­
dinales a pu être fixé à 0,02 afin de bien représenter le comportement. De cette manière, 
les problèmes de localisation des déformations ont pu être évités. Par contre, un suivi 
serré des contraintes a été fait lors du post-traitem ent afin d’éviter que la valeur atteinte
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dépasse la capacité des barres ( f su,£cu) puisque aucune limite ne peut être donnée pour le 
matériau Steel02. Les propriétés de caractérisation pour l’acier longitudinal et transversal 
sont représentées dans le tableau 3.6.
Tableau 3.6 Propriétés des aciers
Barres • f y Ey £sh f s u £sU E s
(MPa) (MPa) (MPa)
10M 503 0,00227 0,01321 693 0,12291 221677
20M 431 0,00197 0,00761 674 0,13288 218069
PRF
Afin de connaître les propriétés des PR F utilisés, des essais de coupon ont été complé­
tés. Les résultats sont représentés au tableau 3.7. Il est im portant de mentionner que la 
résistance en traction diffère de celle du confinement. Comme il a été mentionné à la sec­
tion 2 .2 , la déformation maximale (£fu) est diminuée pour tenir compte de l’efficacité du 
confinement. Le frottement avec les granulats ainsi'que le diamètre de la colonne renforcée 
peuvent influencer l’efficacité. Pour ce faire, une efficacité de 0,85 est utilisée pour déter­
miner la déformation ultime effective du confinement (e /u,a). La valeur de déformation 
ultime du test de coupon diffère légèrement (12,5%) de celle donnée par SIKA.
Tableau 3.7 Propriétés du PRF
Données SIKA Caractérisation
t f E f  f f u £fu E f  f  fu £ fu
(mm) (MPa) (MPa) (MPa) (MPa)
1,016 70 552 849 0,0112 87343 851 0,0098
3.4 .3  Implantation dans OpenSees
Une fois la caractérisation des matériaux complétée, on peut procéder à la préparation 
des modèles de confinement qui seront utilisés pour l’implantation dans OpenSees. Une 
courbe contrainte-déformation a été produite selon le modèle de confinement d ’Eid et 
Paultre [2008], et ce, selon les modifications de la section 2.2 pour chacun des spécimens. 
La figure 3.18 représente le comportement axial de chaque poteau. La courbe du poteau 
S150P10C1 possède une plus grande capacité à l’ultime que celle du poteau S75P10C1 
qui est constitué d ’un confinement d ’étrier plus raffiné. Cette différence est dû à la capa­
cité en compression du béton qui est supérieure pour le spécimen formé d ’étriers espacés
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de 150 mm. Une fois la loi de comportement axiale déterminée, le m atériau ConcreteOl
  S75P10C1
-• S150P10C1 
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Figure 3.18 Courbe contrainte-déformation de chacun des poteaux
est paramétré en fonction de ces courbes. On retrouve deux groupes de fibres, soit l’en­
robage et le noyau. Le comportement de l’enrobage est déterminé sans la présence des 
étriers afin de représenter fidèlement la distribution du confinement sur la section. En 
comparant les aires sous les courbes, on peut évaluer la fidélité du modèle. Des diffé­
rences moyennes de 0,8% ont été notées pour les différents spécimens. Du même coup, 
l’acier est implémenté selon les propriétés de la figure 3.6 avec un ratio de rigidité post­
plastification (strain hardening ratio) de 0 ,0 2  comme mentionné précédemment.
A l’aide des analyses sectionnelles des poteaux, on détermine les déplacements causant la 
plastification(Aÿ). Au même titre que les cycles de chargement utilisés expérimentalement, 
on procède à deux cycles pour chaque incrément de déplacement selon le déplacement 
élastique. Les analyses se font par contrôle de déplacement par incrément de 0,1 mm. 
De plus, seule la rigidité en flexion est considérée dans les modèles. L’utilisation de la 
commande aggregator aurait pu perm ettre l’ajout de la rigidité en cisaillement. Par contre, 
les dimensions des poteaux utilisés un rapport L /D  d’environ 6,7. Ceci leur confère un 
comportement surtout en flexion.
3 .4 .4  Énergie équivalente pour les points de rupture
La position de l’axe neutre a été déterminée à l’aide d ’,une analyse sectionnelle pour chaque 
poteau. Avec la déformation dans les fibres extrêmes, on retrouve la position de l’axe
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neutre à l’aide de l’équation 3.9 où £ c,est et e c,ouest représentent les déformations aux fibres 
extrêmes. Cette équation est valide pour le domaine linéaire. Plus le moment augmente, 
plus la section de béton qui reprends des efforts de compression augmente. Ainsi, l’axe 
neutre atteint une valeur maximale pour ensuite la maintenir. Dans le domaine non- 
linéaire, les efforts dans la section n ’augmentent plus, seules les déformations continuent 
de croître. C’est la valeur maximale qui est conservée.
C = Dcoi-  r  (3.9)
(Ac,ouest ' £c ,est)
Avec la discrétisation de la section, on connait la courbe contrainte-déformation de l’en­
semble des fibres. L’aire sous la courbe de chacune d ’elles est ensuite calculée et multipliée, 
par sa surface. La sommation de toute cette énergie volumique  est comparée à celle de 
la compression centrée. Selon les valeurs de caractérisation des matériaux de Carvalho 
[2012], l’énergie nécessaire pour causer la plastification des étriers et la rupture du PR F 
pour chacun des spécimens est représentée dans le tableau 3.8. On remarque l’influence
Tableau 3.8 Énergie nécessaire pour l’atteinte des différents états
Spécimen Compression centrée Flexion composée
E tr ie r £cy E p R F £cu c
(mm)
Ecj/,c £ cu ,c
S75P10C1 0,234 0,006 0,558 0 ,0 1 2 0 99,4 0,01648 0,0342
S75P35C1 0,243 0,006 0,599 0,0123 124,7 0,0155 0,0344
S150P10C1 0,193 0,005 0,465 0,0104 94,6 0,0138 0,0291
S15P35C1 0,203 0,005 0,532 0,0115 1 2 2 ,6 0,0133 0,0311
de la charge axiale sur la profondeur de l’axe neutre. Pour un même déplacement donné, 
un poteau avec une charge axiale plus élevée nécessite une plus grande force en tête. Afin 
de développer cet effort, la zone comprimée du béton doit être plus grande. Une fois l’axe 
neutre connu, il est possible de retrouver la valeur de déformation de la fibre extrême qui 
correspond à l’équilibre énergétique. La différence entre la déformation ultime (e ^ )  et celle 
calibrée (eCîi) varie entre 2,7 et 2,85 comparativement à 1,5 fois comme Sause et al. [2004], 
La différence qui a entre les deux rapports réside en le type de poteaux qui est confiné. 
En effet, Sause et al. [2004] procède à un confinement de poteaux carrés contrairement à 
ceux circulaires constituant la présente étude. La confinement de poteaux rectangulaires 
ou carrés est moins efficace que pour des poteaux circulaires.
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3.5 Comparaison des résultats
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La présente section expose les résultats des analyses numériques et ceux expérimentaux. 
Les observations, les relations forces-déplacements, les états limites ainsi que la longueur de 
rotule plastique pour chaque poteau sont exposés et discutés afin de comparer les valeurs 
attendues et observées.
3.5 .1  Poteau 1 - S75P10C 1
Observations
Le chargement en contrôle de force a permis de déterminer le déplacement causant la 
plastification du comportement de l’élément (A^). Selon les déformations dans les barres 
d ’armatures longitudinales, le déplacement élastique a été fixé à 24,1 mm. Quelques bruits 
correspondant à des craquements ont d ’ailleurs été entendus lors des premiers cycles.
Lors du déplacement représentant une ductilité (fï) de 2, on remarque un léger changement 
de pente dans l’allure de la déformée du poteau. En effet, une cassure à 250 mm est visible. 
Ce changement abrupt de courbure a pour effet d’entrainer des déformations dans le PR F 
perpendiculaire aux fibres. Possédant une faible résistance dans cette direction de l ’ordre de 
25 MPa (<7fu) et une déformation de 0,45%, selon les données du fabricant, une rupture 
visible survient pour cette même ductilité =  2). Il est important de noter que ces 
fissures horizontales ont été visibles à l’œil nu seulement lors de ce cycle de chargement. 
Suivant les nombreux craquements entendus lors de l’essai, on peut affirmer que des micros 
fissures se sont propagées lors des cycles précédents. Comme la sollicitation est cyclique, 
la fissuration dans le PRF se propage sur toute la circonférence du poteau plus que les 
cycles augmentent. D’ailleurs, d ’autres fissures dans le PR F apparaissent à des ductilités 
correspondantes de 3 et 5. La distance de la fondation de ces dernières est de 150 mm, 
160 mm et 180 mm. Dès lors, on peut commencer à associer ces fissurations à  la formation 
de la rotule plastique.En effet, le changement de courbure au-delà de la zone de plasticité 
occasionne la création d ’une articulation.
Lors du premier cycle de chargement correspondant à 11 A,,, le PRF éclate en raison de 
l’expansion du béton. Cette dernière a d ’ailleurs pu être observée aux cycles précédents 
attestant la rupture du PR F imminente. En effet, un léger changement de section pouvait 
être observé. Ce changement se fait sur une bande entre 120 mm et 170 mm de la fondation. 
Le même type de rupture survient entre 140 mm et 185 mm sur l’autre face du poteau 
lorsqu’elle passe en compression.
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L’essai se termine avec l’atteinte d ’une ductilité ultime de 13. Cet état correspond à une 
perte de la charge horizontale correspondant à 50 %. Ce saut est dû à une rupture d ’une, 
barre longitudinale. Une première barre avait a tteint la rupture lors du 24 e cycle (g, = 12) 
sans causer de perte de charge importante. Ces ruptures sont causées par la diminution de 
la résistance entraînée par la fatigue des barres. Il est possible de le constater par la perte 
de rigidité à chaque cycle lors d ’un rechargement (fig 3.19). L’ensemble des événements 
est répertorié plus loin dans le tableau 3.9 en comparant les valeurs observées à celle dé­
terminées numériquement.
Force - Déplacement
La réponse force-déplacement du résultat expérimental et celle de l’analyse sont illustrées 
à la figure 3.19. Il est possible de constater que la rigidité initiale est la même. On atte in t 
la même force pour le même déplacement. Ceci confirme donc l’hypothèse mentionnée 
précédemment stipulant que la condition frontière correspond à  un encastrement. Ainsi, 
on peut affirmer que la rigidité initiale de la section de béton contrôlée par le comportement 
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Figure 3.19 Courbe Hystérétique S75P10C1 [Carvalho. 2012]
la tirée. Lors des cycles positifs, le comportement durcissant ( strain hardening) est moins 
important quç lors des cycles négatifs. On pourrait associer ce phénomène au premier 
cycle de chargement servant à déterminer le déplacement élastique qui s’est fait dans 
le sens positif du déplacement. Ainsi, les barres en tractions subissent plus de fatigue
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plastique. Suivant la figure 3.19, on peut noter que l’hypothèse de l’utilisation d ’un ratio 
de strainhardening  (b) correspondant à 0 ,0 2  perm et de bien représenter l ’enveloppe du 
comportement post-plastification.
La rigidité lors du rechargement diminue plus les cycles avancent démontrant une perte de 
rigidité dans l’acier. Cette baisse peut être expliquée par la fatigue à faible cycle ( low-cycle fatigue). 
Le modèle d ’acier utilisé ne possède pas ce paramètre. Il est possible de modifier ce dernier 
afin.de pouvoir tenir compte d’une perte de rigidité. Par contre, cette fatigue a r tific ie lle  
est moins prédominante dans le cas d ’un tremblement de terre où la sollicitation dure 
moins de 40 s contrairement aux présents essais. Pour le déchargement, l’allure parabo­
lique de la réponse est associée à l’effet de Bauchinger. Dans ce cas, la réponse analytique 
épouse bien celle expérimentale. Lorsque le poteau revient au déplacement nul, une force 
résiduelle est maintenue en raison du comportement non-linéaire de l’acier et du compor­
tement cyclique du béton. Suivant ces propriétés, la réponse peut avoir plus ou moins 
de pinching. À ce niveau, le résultat de l’analyse est relativement fidèle. En effet, on re­
marque qu’il est légèrement inférieur lorsque l’on revient à l’é ta t initial en poussant (force 
positive).
États limites
L’analyse non-linéaire a permis de prédire les différents états atteints par le poteau lors 
du chargement cyclique. Suivant ce qui a été exposé précédemment, les différents points 
sont illustrés dans le tableau 3.9. L’analyse sectionnelle faite sur la section ainsi que la
Tableau 3.9 Prédiction des états limites du poteau S75P10C1
É tat Expérimental Numérique
limite d ’endommagement A A erreur
(mm) (mm) (%)
Plastification (A ÿ) 24,1 1 24,1 1 0 ,0
Plastification des étriers 119,6 5,0 -
Rupture du PRF 265 1 1 263,5 10,9 -0 ,6
Perte d ’appui 105 4,4 -
bi-linéarisation a permis d’avoir le même déplacement causant la plastification déterminée 
par Carvalho [2 0 1 2 ], On peut donc conclure que la rigidité du béton employée dans le 
modèle utilisé représente de manière efficace celle du spécimen expérimental. Seulement la 
rigidité du béton et la géométrie de la section ont de l’influence la courbure et, du même 
coup, le déplacement plastique. Cela dit, la présence du confinement de PR F  n ’a aucune
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incidence [Binici et Mosalam, 2007] sur la rigidité initiale d ’un poteau et, du même coup, 
sur le plastification du comportement.
La plastification des étriers n ’a pa pu être localisé dans le temps lors des essais. En effet, 
les jauges affichaient des résultats très variables ne perm ettant pas de fixer précisément 
cet état. Pour cette raison, la comparaison n ’est pas possible.
Pour ce qui est de l’éclatement du composite, le déplacement prédit est proche du résultat 
obtenu expérimentalement et l’erreur se situe du côté conservateur. Suivant la longueur 
d ’appui moyenne déterminée à l’aide de l’équation 3.8 pour un pont d’une hauteur de 6  m 
suivant une gamme de longueur et de biais, on peut dire que l’appui possède une longueur 
hypothétique de 105 mm. De ce fait, on est en mesure de supposer que les dommages ne 
se seraient pas arrêtés qu’au poteau dans le cas d ’un pont possédant une géométrie de 
poteau semblable. En somme, la performance d ’un tel poteau est souhaitable puisqu’elle 
permet le maintien de l’intégrité de cet élément structural important. De plus, la rupture 
de la barre survient après l’éclatement du PRF. L’é ta t limite de la rupture du PR F est 
donc précurseur à la perte de l’intégrité de l’élément dans le cas présent.
Afin d ’évaluer l’évolution de l’endommagement pendant l’essai, il est possible d ’utiliser 
diverses méthodes comme celles exposée à la section 2.4.2. Dans le présent cas, l’utilisation 
de l’indice d ’endommagement ( Iw) selon l’équation 2.44 a été choisi. Ce dernier peut être 
exprimé de manière relative en normalisant les valeurs pour chacun des cycles ( Iwi) sur 
l’indice calculé lors de la rupture du PR F / TOt. La figure 3.20 illustre les indices relatifs 
pour chacune des ductilités atteintes jusqu’à la rupture du PRF. De plus, les états limites 
proposés par Aschheim et Rodriguez [2011]-sont présentés [1] ainsi que ceux de Priestley 
et al. [1996] [2] afin de comparer l’é ta t d'endommagement avec les valeurs proposées par 
la littérature. On remarque que les limites données par [Priestley et al., 1996] sont très 
conservatrices pour les dommages sévères. En effet, l ’endommagement relatif représente 
30% de la valeur ultime. Par contre, les valeurs proposées par Aschheim et Rodriguez 
[2 0 1 1 ], relatifs à la déformation ultime, correspondent à des valeürs plus représentatives. 
Le dommage contrôlé corresponds à une valeur d ’endommagement relative d ’environ 30 % 
pour une ductilité de près de 6 . Or, la plastification des étriers survient pour une ductilité 
de 5. Fait intéressant, cette valeur est la même que celle reliée aux dommages sévères selon 
Priestley et al. [1996], ce qui démontre le décalage des états limites d ’endommagement 
avec la présence de PRF. Ces derniers sont d ’ailleurs reliés à la rupture du PR F (e ^ )  
selon Aschheim et Rodriguez [2011]. Les dommages admissibles pour l’é ta t de service sont 
de l’ordre de près de 1 0 %. À la lumière de ces résultats, il est possible de soulever que 
les états limites proposés par Priestley et al. [1996] pour les piles de pont en béton armé
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Figure 3.20 Indice relatif d ’endommagement du poteau S75P10C1 [Carvalho,
2012]
conventionnel ne semble par se prêter à ceux confinés de PRF. Cette hypothèse pourra 
être valider avec les résultats des autres poteaux.
Longueur de rotule plastique
La longueur de la rotule plastique déterminée par Carvalho [2012] est de 2 0 0  mm. Cette 
dimension correspond à la zone la plus endommagée du poteau. De plus, St-M artin [2012] 
a effectué des essais de vitesses (U P V ) lors de l’essai perm ettant ainsi de caractériser 
l’endommagement. Dès lors, la zone d ’endommagement est principalement concentrée sur 
une longueur de 199 mm. L’analyse non-linéaire a permis de déterminer la zone où les 
déplacements inélastiques sont concentrés. Pour chaque incrément de déplacement, cette 
valeur est rapportée dans la figure 3.21. La valeur correspondant à  la rupture du PR F 
est d ’environ 310 mm. Si l’on utilise l’équation 1.2 avec cette valeur ( lp) déterminée nu­
mériquement ainsi que la courbure à la rupture du PRF qui correspond à 0 ,45rad/m , on 
obtient un déplacement à la rupture du PR F de 271 mm. Cette valeur est près de celle 
observée expérimentalement qui est de 265 mm. La rotule plastique perm et donc de bien 
prédire le déplacement maximum associé à l’éclatement du P R F  avec une erreur de 2,3%. 
Par contre, la zone d ’endommagement n ’est pas la même que la longueur de plasticité 
comme il est souligné par Paultre [2011]. En fait, la zone de plasticité est inférieure à  celle 
où les dommages sont concentrés.















Figure 3.21 Longueur de rotule plastique S75P10C1
3.5 .2  Poteau 2 - S75P35C 1
Observations
Le déplacement causant la première plastification est de 30,4 mm. De la même manière que 
le poteau précédant, on remarque des fissures dans le sens des fibres pour un déplacement 
d ’une ductilité de 2 . Ces dernières sont principalement apparentes à 80 mm et 240 mm 
ainsi qu’à 150 mm et 275 mm pour chacun des côtés du chargement. De plus, des bruits 
de fractures se sont fait entendre avant l’apparition des fissures en soi. Une articulation 
près de la base du poteau est visible à environ 250 mm. Ce changement de courbure 
est plus important au fur et à mesure que l’essai continue. Du même coup, les fissures 
perpendiculaires au sens des fibres continuent à grossir à des valeurs près, de 5 mm.
Lors du deuxième cycle de chargement à une ductilité de 7, le PR F éclate suite à l’expan­
sion excessive du noyau de béton. Elle survient sur une distance entre 210 mm et 255 mm 
de la fondation. Le même type d ’éclatement survient lors du deuxième cycle de chargement 
à une ductilité de 8  sur la face opposée. Cette fois-ci, les dommages sont principalement 
localisés entre 100 mm et 200 mm de la fondation. L’ensemble des événements mentionnés 
précédemment est d ’ailleurs répertorié dans le tableau 3.10 avec les résultats numériques 
exposés plus loin.
Force - Déplacement
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La réponse complète du poteau est illustrée à la figure 3.22. La charge axiale appliquée 
représente environ 26 % de la capacité de la section. Même si l’on est bien loin du 35 % 
espéré, la réponse permet d ’effectuer les mêmes conclusions lorsqu’on la compare à celle 
du poteau précédant. En effet, la force atteinte à la plastification est légèrement supérieure 
à celle du poteau S75P10C1. Cela est une caractéristique propre aux poteaux avec une 
plus grande charge axiale. Pour cette raison, il y a une plus grande énergie dissipée pour 
une même ductilité. Par contre, un poteau avec une plus petite charge axiale aura une 
énergie dissipée plus élevée globalement puisque sa ductilité ultime est supérieure. La force
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Figure 3.22 Courbe Hystérétique S75P35C1 [Carvalho, 2 0 1 2 ]
maximum atteinte à chaque valeur maximale des cycles de chargement pour l’analyse 
est sensiblement la même que celles de la courbe expérimentale. De plus, les pentes de 
déchargement épousent bien le comportement enregistré en laboratoire. La rigidité du 
rechargement est plus fidèle que celle du précédent poteau. Ceci confirme l’hypothèse 
que la perte de rigidité est principalement causée par la fatigue à faible cycle. En effet, 
l’analyse de la figure 3.22 possède moins de cycle de chargement tandis que celle de la 
figure 3.19 résiste à de plus grands déplacements et, du même coup, à plus de cycle. Il 
est donc normale de voir apparaître une perte de rigidité pour les poteaux atteignant de 
grands déplacements. En somme, la réponse globale de la structure a pu être reproduite 
efficacement à l’aide de l’analyse non-linéaire.
États limites
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Tout comme le poteau précédant, les différents états déterminés à l’aide de l’analyse sont 
représentés au tableau 3.10. On remarque une erreur d ’environ 1,6 % pour la déterm ination 
de la plastification. On sait que la rigidité de la section est équivalente par la similarité 
des courbes hystériques de la figure 3.22. Donc, cette erreur peut être associée à la bi- 
linéarisation de la réponse sectionnelle du poteau. Tout comme pour le précédant poteau,
Tableau 3.10 Prédiction des états limites du poteau S75P35C1
É tat Expérimental Numérique
limite d ’endommagement A V- A V erreur
(mm) (mm) (%)
Plastification (Aÿ) 30,4 1 29,9 1 - 1 ,6
Plastification des étriers - - 59,0 1,96 -
Rupture du PRF 2 1 2 ,8 7 179,0 6 ,0 -15,9
Perte d ’appui - - 105 3,5 -
la comparaison de la plastification des étriers n’est pas possible. La prédiction de la rupture 
du PR F survient plus tôt que celle observée expérimentalement et ce, avec une erreur 
d ’environ 16 %. Étant donné que le confinement de PR F est dépendant de la pose, on peut 
dire que la prédiction est bonne. En effet, la présence de bulles d ’aire ou une surface plus 
lisse peuvent diminuer ou améliorer la capacité radiale du PRF. Fait intéressant, si l ’on 
augmente l’efficacité du confinement à 0,9, au lieu de 0,85 utilisée pour le précédant poteau, 
l’erreur diminue considérablement se rapprochant de 10%. De cela, on peut affirmer que 
l’exécution de la pose a été mieux complétée pour ce poteau. Par souci de constance dans 
les modèles, l’utilisation d ’une seule valeur d ’efficacité a été préconisée.
L’évolution de l’indice d ’endommagement relatif pour chaque extremums de l’historique 
de déplacement est représenté à la figure 3.23. Tout comme pour la figure 3.20, les va­
leurs proposées par Aschheim et Rodriguez [2011] [1] et Priestley et al. [1996] [2] sont 
reportées pour des fins de comparaisons. Ainsi, il est possible de constater que, contrai­
rement au cas du précédent poteau, le niveau de dommages sévères est le même pour les 
deux références tout comme pour les é ta t de dommages contrôlés. L’indice relatif pour 
ces niveaux sont d ’environ 30% selon la valeur de Priestley et al. [1996] et de près de 
35% pour celle de Aschheim et Rodriguez [2011]. À cet é ta t ( fj, =  3,5) la plastification 
des étriers (/x =  ±  2) est déjà survenue. Il est im portant de noter que l’augm entation de 
la charge axiale accentue la croissance de l’endommagement qui se traduit par une pente 
plus importante que le précédent poteaux. Pour ce qui est de l’état de service, l’indice 
demeure à près de 10 %. Tout comme pour le poteau précédant, c’est pour cette ductilité 
que la fissuration dans le sens parallèle aux fibres s’accentue. Cela dit, on peut dire que,
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Figure 3.23 Indice relatif d ’endommagement du poteau S75P35C1 [Carvalho,
2012]
pour ce type de poteau (0,35A gf c), les états limites proposés par Priestley et al. [1996] et 
[Aschheim et Rodriguez, 2011] se prêtent bien. Dans le premier cas, les valeurs proposées 
sont pour les ponts, soit une charge axiale d ’environ 0 ,\A gf'c. Fait intéressant, l’utilisation 
d ’un état limite relatif à la résistance ultime (e^ ) est dépendant de la valeur de la charge 
axiale (A gf 'c).
Au même titre que pour le poteau précédent, les dommages se sont principalement localisés 
au-delà de la valeur hypothétique représentant la longueur de l’appui. De ce fait, les mêmes 
conclusions peuvent être faites en ce qui a tra it à la performance de l’élément structural 
en soi.
Longueur de rotule plastique
L’augmentation de la rotule plastique au cours de l’essai est représentée à la figure 3.24. 
Lorsque le PRF atteint la rupture, la longueur de la rotule plastique est de 233 mm 
pour une courbure de 0,389 rad/m . Suivant l’équation 1 .2 , le déplacement corresponds 
à 190,7 mm qui est près de la valeur attendue de 212,8 mm. La valeur obtenue suite aux 
observations lors de l’essai est de 240 mm [Carvalho, 2012], Quant à lui, St-M artin [2012] 
a fixé cette longueur à 303 mm selon les vitesses de propagation qui caractérisent l ’endom­
magement du béton. La longueur de plasticité déterminée numériquement est en deçà des 
valeurs observées expérimentalement. Il est vrai de dire que la zone d ’endommagement 
augmente avec la hausse de la charge axiale. Le béton est alors plus sollicité. Par contre,















Figure 3.24 Longueur de rotule plastique S75P35C1
le phénomène est différent pour la zone de plasticité. Avec l’augmentation de la charge 
axiale, le déplacement maximal que peut subir le poteau est diminué. De la même manière, 
la courbure ultime d’un poteau avec un ratio de charge axiale de 35 % est moindre. De ce 
fait, la longueur de la rotule plastique utilisée pour prédire le déplacement selon l’équa­
tion 1.2 doit être inférieure. Cela explique donc la tendance inverse qui a été notée entre les 
valeurs expérimentales et numériques pour ce poteau. Encore une fois, il est im portant de 
souligner le fait que la longueur de plasticité est différente que la zone d ’endommagement.
3 .5 .3  Poteau 3 - S150P10C 1
Observations
Le déplacement causant la première plastification a été évalué à 30,4 mm. Par la suite, lors 
du premier cycle de chargement correspondant à  une ductilité de 2 , une fissure perpendi­
culaire aux fibres apparaît à une distance de 170 mm de la fondation. Aucun éclatement du 
PR F ne se produit jusqu’à l’atteinte du critère de rupture. À titre  comparatif, la rupture 
du PR F pour le poteau 1 (S75P10C1 ) survient à un déplacement de 265 mm. Comme l’es­
pacement des étriers de ce dernier est plus raffiné, on est en voie de s’attendre à l’atteinte 
d ’une ductilité moindre pour le poteau 3. Par contre, lorsque l’on parvient à la même 
ductilité, aucun dommage ne survient dans le PRF. Ces dommages se sont déplacés dans 
la fondation se traduisant par de l’éclatement (figure 3.25). Ils ont d’ailleurs débuté lors
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Figure 3.25 Dommages à la fondation du poteau 3 - S150P10C1 
du cycle à 10Ar
Une fois que la fondation commence à s’endommager, le poteau est épargné. Seules les 
fissures perpendiculaires aux fibres augmentent. Par analogie, le maillon faible de la fi­
gure 2.7 subissant les dommages est la fondation. Ceci a pour effet de la rendre respon­
sable de la dissipation de l’énergie. Ce type de dommage a déjà été soulevé dans la littéra­
ture [N.Laplace et al., 2005]. Dans ce cas, la rotule plastique se forme dans la fondation. 
On peut le constater par la présence de fissures obliques causées par la rotation de cette 
dernière. Ces dommages sont plus souvent associés aux poteaux dont le confinement n ’est 
pas posé directement à la base du poteau. Un espacement de 50 mm est souvent commun 
afin d’empêcher tout effort de compression dans le sens faible du composite. Par contre, 
cette zone n ’est pas confinée autant que la section du dessus. La dégradation se localise au 
joint du poteau avec la fondation [Colomb, 2007]. Le montage utilisé par Carvalho [2012] 
est dimensionné afin d ’avoir une surcapacité suffisante de la fondation pour développer 
la résistance complète du poteau soumis à la flexion-composée. On est en voie de croire
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que la présence de nids d ’abeille aurait pu diminuer la capacité de la fondation. Ainsi, 
la fondation n ’a pas pu résister au développement de l’effort du poteau. L ’éclatement du 
béton à la base a permis au poteau de subir sa rotation autour d ’un point plus bas. La 
présence d ’une telle articulation dans la fondation s’est d ’ailleurs traduit par la perte du 
niveau horizontal de la fondation prise par un niveau pendant l’essai.
Par la suite, les barres longitudinales atteignent la rupture lors des cycles de chargement de 
ductilité 13 et 14. L’essai se termine d ’ailleurs lorsqu’une deuxième barre rom pt pendant 
le cycle à 14 Ay. Fait im portant à souligner, 3 ruptures de barres ont été nécessaires afin 
de respecter le critère d ’arrêt qui était, dans ce cas, la diminution de la force horizontale 
de 50% de sa valeur initiale. En raison du déplacement de l’endommagement dans la 
fondation, l ’énergie dissipée est principalement localisée à cet endroit. Ainsi, le poteau 
subit moins de dommages. Le tableau 3.11 résume les états atteints lors du chargement.
Force - Déplacement
La figure 3.26 présente le résultat force-déplacement enregistré lors de l’essai ainsi que le 
résultat de la modélisation. Tout comme cela a été le cas pour le poteau 1 (S75P10C1), la 
réponse expérimentale n ’est pas symétrique lors de la phase de poussée et de tirée. Cela 
se traduit par une différence au niveau de la force maximum dans les cycles de poussée 
entre 50 mm et 100 mm. La courbure du déchargement est légèrement différente pour les 
phases de tirée et passe à notable pour les phases de poussée. Du même coup, le pinching  
est légèrement surestimé et cette différence est un peu plus remarquée dans les phases 
de poussé en passant par le déplacement zéro. Comme il a été discuté précédemment, 
les dommages sont principalement localisés à la fondation. De cette manière, la courbe 
hystérétique de ce poteau est difficile à comparer puisque le modèle a comme hypothèse 
un encastrement parfait. De plus, la dissipation de l’énergie qui est associée à cette même 
courbe ne représente pas les dommages du poteau. Malgré tout, le comportement global 
de la modélisation représente bien celui expérimental jusqu’à la rupture du PR F attendue,
États limites
La prédiction de la plastification des barres longitudinales s’est fait avec une précision de 
21 % comme l’illustre le tableau 3.11. La valeur expérimentale a été déduite des jauges de 
déformations. Suivant cette méthode, une perte de précision peut survenir. Comme la rigi­
dité initiale du comportement ainsi que la seconde rigidité représentant le comportement 
ductile sont similaires, il est possible d ’affirmer que le modèle représente bien le comporte­
ment. Malgré l’absence de donnée perm ettant de quantifier la prédiction de la plastification 
des étriers et de la rupture du PRF, l’analyse suit le comportement attendu. En effet, on
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remarque une diminution de la ductilité du poteau S150P10C1 comparativement à celle 
de S75P10C1.
Tableau 3.11 Prédiction des états limites du poteau S150P10C1
É tat Expérimental Numérique
limite d ’endommagement A A M erreur
(mm) (mm) (%)
Plastification (A^) 30,4 1 23,9 1 -2 1  .
Plastification des étriers - - 109,2 4,6 . .
Rupture du PRF - - 212,7 8,9 -
Perte d ’appui - - 105 4,4 -
La figure 3.27 présente la variation de l’indice relatif d ’endommagement pour chacune des 
valeurs maximums du cycle de chargement. Les observations sont d ’ailleurs similaires à 
celles qui ont été faites pour le poteau S75P10C1. Les dommages sévères proposés par 
[Priestley et a l, 1996] [2] ne sont pas représentatifs pour un poteau confiné de PRF. 
L’indice relatif d ’endommagement atte in t une valeur d’environ 40% comparativement à 
la valeur de 100% correspondant à  la rupture du PRF selon Aschheim et Rodriguez 
[2011]. Les dommages contrôlés selon Priestley et al. [1996] sont trop conservateurs compte 
tenu que l’endommagement atteint (environ 10%). Ces mêmes dommages sont de l’ordre 
de 30% selon Aschheim et Rodriguez [2011]. À cette ductilité (ji =  5) les étriers sont
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Figure 3.26 Courbe Hystérétique S150P10C1 [Carvalho, 2012]
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Figure 3.27 Indice relatif d ’endommagement du poteau S150P10C1 [Carvalho,
2012]
plastifiés. Gomme il avait été le cas pour les poteaux S75P10C1 et S75P35C1, l’é ta t de 
service [Aschheim et Rodriguez, 2011] corresponds à près de 10% tandis que l’é ta t de 
dommages sévères est fixé à la rupture du PR F (ecli). Fait intéressant, il a été observé 
que l’ouverture des fissures parallèles aux fibres augmentait pour une ductilité de 2 . Cette 
valeur corresponds d ’ailleurs à la ductilité associée à un indice relatif d ’endommagement 
de 1 0 %.
De plus, il est intéressant de noter que les déplacements associés aux dommages sont tous 
inférieurs à la longueur représentant hypothétiquement la perte d ’un appui.
Longueur de rotule plastique
Les essais expérimentaux ont permis à Carvalho [2012] de fixer la longueur de la rotule 
plastique à 210 mm selon les dommages observés. Par le biais de l’interprétation des vi­
tesses de propagation du béton, St-M artin [2 0 1 2 ] a pour sa part suggéré une longueur 
de 284 mm. Ces deux valeurs ne représentent pas le comportement attendu. En effet, la 
migration de la rotule plastique vers la fondation a eu pour effet de diminuer la zone 
endommagée du poteau. Selon la distribution de la courbure obtenue numériquement, on 
peut déterminer la longueur de la rotule plastique en fonction de la ductilité. Lorsque le 
PR F atteint se rupture, la longueur est alors fixée à  282 mm. Cette valeur est près de 
la zone d ’endommagement notée par St-Martin [2012]. À la rupture, la courbure est de 
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Figure 3.28 Longueur de rotule plastique S150P10C1
Cette valeur correspond à 2,96% de celle prédite numériquement. Ainsi, on peut affirmer 
que la valeur de rotule plastique permet une bonne prédiction du déplacement.
Suivant les résultats expérimentaux, on peut dire que l’analyse diffère de ce qui a été mesuré 
expérimentalement [Carvalho, 2 0 1 2 ], Cette divergence est causée par l’endommagement 
de la fondation. Le modèle analytique est constitué d ’un encastrement parfait. De cette 
manière, il est impossible de tenir compte de l’endommagement de la fondation. En effet, 
la pénétration des déformations plastiques des barres dans la fondation ne peut pas être 
tenue en compte dans ce type de modèle. Afin de reproduire ce comportement, l’ajout 
de la fondation dans le modèle doit être complété. Par contre, la zone d ’endommagement 
mesurée par St-Martin [2 0 1 2 ] coïncide avec la zone de plasticité numérique.
3.5 .4  Poteau 4 - S150P35C 1
Observations
Le déplacement causant la plastification déterminée lors de l’essai est de 28 mm. Plusieurs 
fissurations ont été observées lors de l’essai. En effet, aux ductilités de 2 , 3 et 5 des fissures 
parallèles aux fibres ont été mesurées à des distances de 100 mm, 105 mm et 435 mm 
respectivement. Un premier éclatement du PR F est survenu lors du cycle à 4Ay à 50 mm 
de la fondation. Ces ruptures n ’ont causé aucun changement dans le comportement global 
du poteau. Lors de la ductilité suivante, quelques ruptures locales ont été observées à
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40 mm et 1 1 0  mm de la fondation. Ces éclatements sont principalement survenus sur des 
bandes de hauteur d ’environ 50 mm. Lors du cycle à 6 Aÿ, l’éclatement s ’est propagé sur 
une plus grande longueur, soit 85 mm à 90 mm de la fondation. Les multiples ruptures 
locales précédant celle plus violente ont eu pour effet de concentrer l’endommagement et 
de diminuer l’efficacité du confinement.Subséquemment, une barre a attein t la rupture à 
une ductilité de 7. Ces dommages sont résumés plus loin au tableau 3.12
Force - Déplacement
Les réponse numérique et expérimentale sont représentées à la figure 3.29. Les deux ré­
ponses sont très similaires et l’analyse numérique représente bien le comportement cyclique 
enregistré en laboratoire. Les pentes de déchargement sont fidèles et le pinching  numérique 
correspond à celui expérimental. On remarque une augmentation de ce param ètre une fois
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Figure 3.29 Courbe Hystérétique S150P35C1 [Carvalho, 2 0 1 2 ]
que le composite atteint la rupture. La perte de rigidité qui s ’en suit est très im portante 
et plus notable que celle du poteau S75P10C1. Avec une charge axiale supérieure, le béton 
est plus sollicité en compression. Une fois le confinement de PR F perdu, la perte de rigidité 
est encore plus marquante. Cela se traduit par un comportement de type so ften in g  pour 
les deux cycles suivant avant la rupture de la barre.
États limites
Suivant l’analyse numérique, la prédiction des états limites a pu être complétée. Les résul­
tats obtenus sont représentés au tableau 3.12. Les précisions de ces états sont concluantes
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à ceux notés expérimentalement. En effet, des erreurs de près de 5% et de 13% ont été 
enregistrées pour la plastificatio du comportement ainsi que la rupture du PR F  respecti­
vement. La plastification du comportement représente une erreur de 4,6% qui est faible
Tableau 3.12 Prédiction des états limites du poteau S150P35C1
État Expérimental Numérique
limite d ’endommagement A A4 A » erreur
(mm) (mm) (%)
Plastification (A ÿ) 28,0 1 29,3 1 4,6
Plastification des étriers - - 49,6 1,7 -
Rupture du PRF 140 5 158,1 5,4 12,9
Perte d ’appui - - 105 4,4 -
compte tenu de la bi-linéarisation de l’analyse sectionnelle. Plusieurs ruptures du confi­
nement de PRF ont été observées lors de l’essai. Ces dommages se sont principalement 
localisés entre les ductilités de 5 et 6 . Le résultat numérique cible d ’ailleurs la rupture à 
une ductilité de 5,4.
L’indice relatif d ’endommagement de ce poteau est représenté à la figure 3.30. La limite 
proposée par Priestley et al. [1996] [2 ] pour les dommages sévères dépasse la valeur de 
rupture du PRF. Par contre, la valeur pour les dommages contrôlés est représentative 
en étant associée à une valeur d ’indice de près de 30% tout comme celle de Aschheim 
et Rodriguez [2011]. La plastification des étiers =  ±2) est d ’ailleurs survenu pour cet 
état d ’endommagement. Pour l’état de service, l’indice demeure à près de 10%. Encore 
une fois, la fissuration du PRF dans le sens parallèle des fibres a été observée pour une 
ductilité correspondant à cette limite. Finalement, selon la longueur d ’appui supposée, on 
remarque que seule la plastification des étriers survient avant l’atteinte de ce déplacement.
Longueur de rotule plastique
Selon l’endommagement qui a été observé lors de l’essai, Carvalho [2012] a fixé la longueur 
de rotule plastique à environ 180 mm. Selon les vitesses enregistrées par St-M artin [2012], 
cette longueur représente 235 mm. Du point de vue ' numérique, la longueur de rotule 
plastique est de 211mm lors de l’atteinte de la rupture du PRF. La variation de cette 
longueur en fonction de la ductilité est illustrée à la figure 3.31. Avec l’équation 1.2 ainsi 
que la courbure à la rupture du PRF, qui correspond à 0,348 rad/m , le déplacement ultime 
correspond à 159,7 mm. Avec une erreur de 0,4%, on peut dire que la longueur de la 
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Figure 3.31 Longueur de rotule plastique S150P35C1
ultime. Tout comme les poteaux S75P10C1 et S75P35C1, la valeur de plasticité diffèrent 
légèrement de la zone d’endommagement.
3.6. CONCLUSION SUR LE CHAPITRE
3.6 Conclusion sur le chapitre
83
Suivant la campagne expérimentale, on peut affirmer que la modélisation perm et de bien 
prédire le comportement. Le comportement global force-déplacement représente bien ce 
qui est attendu. Les lois de matériaux sont fiables. Cela se traduit par une rigidité pré­
plastification similaire pour l’ensemble des poteaux ainsi que par le parallélisme des courbes 
de déchargement.
La méthode proposée afin de déterminer les états limites par le biais d ’une équivalence 
énergétique a permis des prédictions adéquates. La plastification des barres longitudinales, 
des étiers et la rupture du PR F ont pu être reproduits de manière efficace. Selon les compa­
raisons qui ont été faites avec les limites proposées d ’états limites [Aschheim et Rodriguez, 
2011; Priestley et a l, 1996], on constate que l’utilisation de valeurs de déformations rela­
tive à la capacité ultime (e^) est efficace pour les poteaux confinés de PR F. De plus, l’é tat 
de service pour trois des quatre poteaux corresponds à la fissuration du PR F parallèle aux 
fibres tel qu’il a été observée lors des essais. Une valeur d ’indice d ’endommagement re­
latif (Iw ijlw) de 30% est atteinte pour l’ensemble des poteaux pour l’é ta t de dommages 
contrôlés. Pour cet indice, la plastification des étriers est survenue pour l’ensemble des 
poteaux. Au delà de ce point, seul le PRF exerce un confinement supplémentaire. De plus, 
il a été démontré que la charge axiale exerce un impact important sur les é tats limites. 
En effet, pendant que les valeurs d ’indices (10% et 30%) demeure les mêmes, la-ductilité 
atteinte pour ces valeurs diminue en fonction de l’augmentation de la charge axiale.
La rotule plastique a permis de prédire les déplacements de manière efficace. Il a été 
possible de constater que le confinement des étriers et la charge axiale exercent une in­
fluence cette longueur. Cette longueur de plasticité qui est déterminée afin de prédire le 
déplacement peut être différente de la zone endommagée [Paultre, 2011].
En somme, le modèle de base ainsi que la procédure employée sont concluants. Cela dit, 
il est donc possible de procéder à la modification de certains paramètres afin d ’évaluer 
leur influence sur les résultats. C’est d ’ailleurs ce qui sera présenté aux chapitres suivants. 
De plus, l’utilisation de déformations comme états limites permet de tenir compte de la 
variabilité de la charge axiale (Agf'c) qui est appliquée sur le poteau.
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CHAPITRE 4
Étude paramétrique
La reproduction des essais complétés par Carvalho [2012] a permis de calibrer le modèle 
numérique et de valider la procédure employée. De plus, la prédiction de certains points, 
principalement la rupture du PRF, ont pu être accomplies avec précision. Une fois que 
les hypothèses utilisées pour construire les modèles sont validées, on peut procéder à une 
analyse paramétrique. Le présent chapitre a pour but d ’évaluer l’influence de différents 
paramètres sur les points de prédiction ainsi que sur la longueur de rotule plastique.
Le poteau type de l’étude conserve la même section que celle utilisée par Carvalho [2012], 
La résistance en compression du béton est fixée à 35 MPa tel que le spécifie le manuel de 
conception du MTQ [Québec, 2004] pour les ponts. Les propriétés de l’acier constituant 
les barres longitudinales et transversale sont assujettis à des normes sévères, principa­
lement celles longitudinales. En effet, les normes sismiques stipulent une résistance à la 
plastification limite pour ces types de barres (400W, 500W). Ces obligations perm ettent 
ainsi de diminuer l’effet d ’une surcapacité de l’acier pouvant entrainer une augmentation 
du moment probable de la section. Par exemple, le grade 400W doit avoir une résistance 
à plastification entre 400 MPa et 525 MPa. et une résistance ultime supérieure à  1,15 f y. 
Cela dit, les propriétés des aciers de Carvalho [2012] ont été utilisées. Selon les résultats 
des essais de traction (tabl. 3.6) et les exigences mentionnées précédemment, le choix de 
ces propriétés est légitime.
La charge axiale, le rapport L / D  ainsi que l’espacement des étriers fera partie des para­
mètres d ’analyse. Comme il a été illustré lors du précédant chapitre, ces derniers exercent 
une influence sur la ductilité atteinte des section ainsi que sur la longueur de la rotule plas­
tique. Il est important de noter que les poteaux de Carvalho [2 0 1 2 ] ne seront pas utilisés 
puisqu’ils possèdent une variabilité dans la résistance en compression du béton. L’objectif 
étant de connaître l’influence de certains paramètres, il est primordiale de conserver une 
uniformité pour ceux ne faisant pas partie de l’analyse. Les ratios de charge axiale utilisés 
seront de 10 %, 20 % et 35 %. Ainsi, il sera possible de déterminer le type de tendance, soit 
linéaire ou autre entre les différents résultats. Les espacements des étriers utilisés seront 
les mêmes que ceux de Carvalho [2012] puisqu’il représente bien les limites se retrouvant 
dans la pratique. En effet, 75 mm est près de l’espacement minimum pour des étriers 
tandis que 150 mm désigne la limite supérieure du code [CAN/CSA-S6-06, 2006]. De ces
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paramètres, le rapport L/D  sera aussi analysé. Comme mentionnée par Bae et Bayrak 
[2008], ce paramètre a une influence sur la longueur de la rotule plastique. Une valeur 
de 6,7 représente un comportement principalement contrôlé par la flexion comme il a été 
soulignée à la section 3.4.3. Afin de demeurer dans un comportement essentiellement en 
flexion, un deuxième rapport L/D a été choisi', soit 10 en plus de 6,7 qui correspond à la 
géométrie de Carvalho [2012], En somme, les différents paramètres utilisées pour l’analyse 
paramétrique sont résumés au tableau 4.1.








S75P10C1 75 1 0 1,016 6,7
S75P10C1E 75 1 0 1,016 10
S75P20C1 75 2 0 1,016 6,7
S75P20C1E 75 2 0  - 1,016 ’ 10
S75P35C1R6 75 35 1,016 6,7
S75P35C1E 75 35 1,016 10
S150P10C1 150 1 0 1,016 6,7
S150P10C1E 150 ' 1 0 1,016 10
S150P20C1 150 2 0 1,016 6,7
S150P20C1E 150 2 0 1,016 10
S150P35C1 150 35 1,016 6,7 .
S150P35C1E 150 35 1,016 10
4.1 Détail du modèle
Suivant la procédure exposée à la section 3.2, le comportement axial du béton est représenté 
dans la plateforme OpenSees à l’aide du matériaux Concrète01. Les comportement du 
noyau, confiné de PR F et d ’acier, ainsi que l’enrobage, confiné seulement par le PRF, sont 
illustrés à la figure 4.1 selon la loi de Eid et Paultre [2008] modifiée. Les résultats du test 
de coupon de Carvalho [2012] rapportés au tableau 3.7 ont été utilisés, tou t comme les 
résultats des essais de traction sur les barres (tableau 3.6).
Afin de définir la plastification des étriers ainsi que la rupture du PRF, la méthode d ’équi­
libre d ’énergie volumique de la section 3.3.2 est utilisée. Ainsi, on peut définir la valeur de 
déformation qui corresponds à l’énergie qui sera nécessaire afin de causer la plastification 
des étriers et la rupture du PRF. Ces valeurs sont répertoriées dans le tableau 4.2. Ces 
dernières diffèrent en fonction de la charge axiale. L’augmentation de la charge appliquée 
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Figure 4.1 Comportement axiale des spécimens de la campagne
petite selon le principe d ’équivalence énergétique (fig. 3.13). Pour les poteaux ayant une




PR F (tf ) 
(mm)
%Agf ' Epias ETUp Scy S eu
75 1,016 1 0 0,242 0,601 0,0167 0,0365
75 1,016 2 0 0,242 0,601 0,0159 0,0356
75 1,016 35 0,242 0,601 0,0147 0,0335
150 1,016 1 0 0,190 0,463 0,0136 0,0291
150 1,016 2 0 0,190 0,463 0,0129 0,0283
150 1,016 35 0,190 0,463 0,0118 0,0264
longueur de 2 m { L / D  =  6,7), 1 élément non-linéaire avait été utilisés lors de la calibra­
tion du modèle. Pour les poteaux de 3m  (L / D  =  10), deux éléments seront utilisés. Par 
la suite, la procédure suivie est la même que celle exposée au chapitre précédent.
4.2 Résultats
Les résultats seront présentés en fonction de la réponse force-déplacement, de la prédiction 
de la plastification des étriers et de la rupture du PR F ainsi que de la longueur de la rotule 
plastique puis des états limites d ’endommagement. Chaque résultat sera ensuite discuté.
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4.2 .1  Réponses Force déplacem ent
La réponse de chacun des poteaux est illustrée aux figures 4.2 à 4.6. Les courbes repré­
sentent le comportement jusqu’à l’atteinte de la rupture du PRF. Au-delà de ce point, la 
distribution des efforts dans la section est modifiée. Comme il a été observé lors des essais 
de Carvalho [2 0 1 2 ], la capacité résiduelle que la section possède ne dépasse rarem ent 2 
cycles de plus. Les réponses des poteaux possédant le plus faible élancement atteignent 
des forces maximales plus élevées que le même poteau avec un élancement de 10. La diffé­
rence est de l’ordre de 50 %. Ceci est causé par le fait que le deuxième groupe de poteaux
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Figure 4.2 Courbe hystérétique (a) S75P10C1 et (b) S150P10C1
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Figure 4.3 Courbe hystérétique (a) S75P20C1 et (b) S150P20C1
possèdent une rigidité inférieure au premier. Au simple regard de l’équation 3.5, on re­
marque que la rigidité est inversement proportionnelle au cube de la longueur. De plus, 
pour un même déplacement, la courbure d ’un poteau avec un L /D  plus élevé sera inférieure 
à celle obtenue pour un poteau ayant une valeur L/D inférieure. Selon l’équation 1.2, il
4.2, RÉSULTATS 89
est possible de le constater. Cette courbure moins im portante a  pour effet de diminuer les 
déformations dans la section et, du même coup, les efforts repris par cette dernière.
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Figure 4.5 Courbe hystérétique (a) S75P10C1E et (b) S150P10C1 E
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Figure 4.6 Courbe hystérétique (a) S75P20C1 E et (b) S150P20C1E
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Figure 4.7 Courbe hystérétique (a) S75P20C1 E et (b) S150P20C1E
4.2 .2  États limites d’endom m agem ent
La plastification des étriers (A pias, fipias) ainsi que le rupture du PRF (A rup, /-ipias) de 
chacun des poteaux sont résumés au tableau 4.3. Ces derniers ont été déterminés lors des 
analyses non-linéaires selon la méthode employée au chapitre 3. Dès lors, on remarque que 
les différents points ne varient presque pas avec l’augmentation de l’élancement. En effet, 
les ductilités atteintes demeurent relativement les mêmes. De plus, l’augm entation de la 
charge axiale diminue la ductilité à la plastification des étriers ainsi qu’à  la rupture du 
PRF. En effet, l’augmentation de la charge axiale accentue l’expansion du béton et, du 
même coup, la déformation dans le confinement de P R F  et d ’acier. De la même manière, 
la variation de l’espacement des étriers modifie aussi la valeur de la ductilité. Un plus 
grand espacement engendre une diminution de la participation de l’acier à la rigidité du 
confinement. Ainsi, le PRF est plus sollicité et a tteint sa rupture à une ductilité plus faible.
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S75P10C1 24,2 1 2 0 ,1 261,8 5 1 0 ,8
S75P10C1E 54,4 263,0 620,2 4,8 11,4
S75P20C1 28,9 77,1 204,9 2,7 7,1
S75P20C1E 65,0 174,9 463,1 2,7 7,1
S75P35C1 31,8 50,5 131,2 1 ,6 4,1
S75P35C1E 70,2 124,4 294,6 1 ,8 4,2
S150P10C1 24,2 95,5 199,0 3,9 8 ,2
S150P10C1E 54,4 196,3 456,3 3,6 8,4
S150P20C1 28,9 54,9 154,6 1,9 5,3
S150P20C1E 65,0 142,3 344,0 2 ,2 5,3
S150P35C1 31,8 45,8 94,3 1,4 3,0
S150P35C1E 70,2 99,4 211,7 1,4 3,0
4.2 .3  Longueur de rotule plastique
La rotule plastique est déterminée à chaque pic a tteint lors du chargement qui corresponds 
à une ductilité donnée. Les figures 4.8 à 4.13 des pages suivantes présentent les résultats 
d’analyses pour chacun des poteaux. La longueur de la rotule plastique augmente durant














le chargement pour atteindre sa valeur maximale qu’elle maintient pour le reste du cycle. 
Cette valeur est rapportée dans le tableau 4.4 pour chacun des poteaux. On y retrouve la 
longueur (lp) ainsi que celle en fonction de la longueur (a) qui correspond au rapport de la 
longueur lp sur la longueur de l’élément (/). Cette dernière manière de l’exprimer perm et
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de comparer les résultats pour des poteaux de hauteur différente. De plus, ces valeurs 
pourront ensuite être comparées à celle des équations qui ont été exposées à  la section 2.5.
L’augmentation du rapport L /D  augmente le longueur de la rotule plastique de manière 
absolue. Par contre, de manière relative, elle demeure similaire au même poteau pour un 
élancement inférieur. Il est im portant de noter que l’augmentation de la charge axiale dimi­
nue la longueur de la rotule plastique. Finalement, un espacement d’étrier plus im portant 
l’augmente légèrement. En somme, la charge axiale est le principal paramètre influant la 
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Figure 4.8 Longueur de rotule plastique pour S75P10C1 et S150P10C1
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Figure 4.10 Longueur de rotule plastique pour S75P35C1 et S150P35C1
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Figure 4.11 Longueur de rotule plastique pour S75P10C1 E et S150P10C1 E
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Figure 4.13 Longueur de rotule plastique pour S75P35C1E et S150P35C1E
CHAPITRE 5 
Analyse des résultats
Le présent chapitre a pour but d ’exposer les différents niveaux d’endommagement des 
poteaux qui constituent la campagne numérique. Selon les méthodes qui ont été présentées 
à la section 2.4.3, il est possible de comparer l’endommagement selon les ductilités atteintes 
lors du chargement. Par le biais d ’un indice d ’endommagement ainsi que le suivi des 
déformations dans le béton, la comparaison des différents é tats limites de la littérature a 
été complétée comme il l’a été fait pour les poteaux de Carvalho [2012]. Les é tats utilisés 
sont ceux proposés par Aschheim et Rodriguez [2011].
De plus, la distribution de la courbure du présent chapitre a permis de fixer la longueur 
de rotule plastique pour chacun des poteaux. Suivant les différentes équations qui ont été 
utilisées dans le passé afin de représenter le comportement des poteaux confinés avec PRF, 
une comparaison a été effectuée.
5.1 États limites d ’endom m agem ent
Au chapitre 3, les états limites proposés par Priestley et al. [1996] et Aschheim et Ro­
driguez [2 0 1 1 ] ont été utilisés afin d ’évaluer l’endommagement des poteaux constituant 
la campagne expérimentale de Carvalho [2012]. De ces résultats, il a été possible de re­
marquer que ceux de Aschheim et Rodriguez [2011], utilisant des valeurs relatives à la 
déformation ultime, étaient efficaces.
Avant d ’exposer les résultats, des analyses non-linéaires ont été complétés pour les mêmes 
poteaux mais sans le confinement. La construction du modèle est la même que celle pour 
les poteaux confinés de PRF à l’exception du nombre de points d’intégration. En effet, 
un total de 3 points a été utilisé contrairement à 6  pour les éléments confinés de PRF. 
En raison du type de comportement (strain softening), des problèmes de localisation des 
déformations peuvent survenir au premier point d ’intégration [Coleman et Spacone, 2001]. 
Afin d ’éviter ces problèmes, le poids du premier point d ’intégration doit coïncider avec 
la longueur de la rotule plastique de l’élément. Contrairement aux poteaux confinés de 
PRF, la prédiction de la longueur de la rotule plastique pour les poteaux de béton armé 
conventionnel est plus précise. L’équation de Priestley et al. [1996], présentée au tableau 
2.7, a été utilisée.L’é ta t ultime a été déterminé selon les valeurs de déformations proposées
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par [Lehman et al., 2004] pour l’écrasement du noyau de béton comprises entre 0,01 et 
0,029. La valeur moyenne de 0,02 a été choisie. Priestley et al. [1996] relie l’é ta t de dom­
mages contrôlés à une ductilité près de 3 comme il l’a  été exposé au chapitre précédant. 
La figure 5.1 présente l’indice d ’endommagement pour les poteaux espacés de 75 mm et 
150 mm jumelés à des ratios (A gf  'c) de charge axiale variant de 10% à 35%. Comme il 
sera expliqué incessamment, l’élancement n ’exerce pas d ’incidence sur la distribution de 
l’indice. De ce fait, seul les résultats pour les poteaux faiblement élancés (L /D =6,7) sont 
présentés. L’état de dommages contrôlés proposé par Priestley et al. [1996] (fi =  3) pour
1.0 ........... 1 1 l± m .........wx ‘ '■ .... _ J ... _j
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Figure 5.1 Indice d’endommagement relatif selon la ductilité pour les poteaux 
de béton armé conventionnel
des ponts (10% Agf^) est associé à un indice relatif de 30%. Cette valeur est légèrement 
supérieure pour des ratios de charge axiale de 20 % et de 35 % (40 %, 45 %). Ces différences 
s’expliquent par l’évolution de l’endommagement qui est plus élevée plus la charge axiale 
augmente, comme l’illustre la pente des courbes.
Pour ce qui est des poteaux confinés de PRF, les figures 5.2 et 5.3 présentent la distribution 
de l’indice relatif en fonction de l’endommagement. Les résultats des poteaux avec un 
élancement (L/D) de 6,7 et 10 sont très similaires. En d ’autres mots, l’élancement n ’a pas 
d ’incidence sur la distribution de l’endommagement selon la ductilité atteinte. Par contre, 
le ratio de charge axiale (A gfé) accentue l’endommagement comme l’illustre les pentes 
plus importantes des courbes. Une régression linéaire a été faite pour les états limites de 
chacun des poteaux selon Aschheim et Rodriguez [2011]. L’état de service pour les poteaux 
avec un espacement de 75 mm correspond à  un indice relatif d ’environ 10% tandis que
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Figure 5.2 Indice d ’endommagement relatif en fonction de la ductilité pour les 































Figure 5.3 Indice d ’endommagement relatif en fonction de la ductilité pour les 
poteaux avec un espacement d ’étriers de 150 mm
pour celui de 150 mm est légèrement inférieur, soit de l’ordre de près de 12%. Ces valeurs 
rejoignent celles des poteaux de Carvalho [2012] qui étaient reliées à la fissuration du PR F 
dans le sens parallèle des fibres. De ce fait, la valeur proposée par Aschheim et Rodriguez
[2011] correspondant à e^ / 3 définit bien l’é tat d ’endommagement en service. Cet é ta t 
peut être comparé à la fissuration légère de l’enrobage sans que des interventions soient
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requises. Les ductilités atteintes lors de cet é ta t sont situées entre 1 et 3. Ces ductilités 
peuvent être comparéès à celle proposée par Priestley et al. [1996].
Les dommages catégorisés comme contrôlés sont reliés à une valeurs moyenne d ’indice d ’en­
dommagement de près de 32 % pour les poteaux formés d’étriers de 75 mm. Cette valeurs 
diminue légèrement à 30 % pour les étriers de 150 mm. Cette tendance avait d ’ailleurs été 
soulevé pour les poteaux de Carvalho [2 0 1 2 ]. Cette valeur peut aussi être comparée avec 
celle des poteaux non confiné de PRF. Selon les modèles faits avec les poteaux de Carvalho
[2 0 1 2 ], la plastification des étriers survenaient pour un indice de près de 30%. Cela dit, - 
la plastification des étriers survient à l’intérieur des dommages contrôlés représentés aux 
figures 5.2 et 5.3.
De plus, Lehman et al. [2004] et [Kowalsky, 2000] proposent différentes valeurs de défor­
mation se rapportant au niveau de performance. Le tableau 5.1 présente ces valeurs. Celles 
proposées par Aschheim et Rodriguez [2011] relatives à la déformation ultime (ecu) sont 
aussi répertoriées dans ce tableau selon l’espacement des étriers. Selon [Kowalsky, 2000],
Tableau 5.1 É tats limites selon la déformation du béton
Niveau
d ’endommagement
Lehman et al. [2004] Kowalsky [2000] Aschheim et Rodriguez [2011] 
s=75m m  s=150m m
Service - 0,004 0 ,0 1 2 1 0,009
Dommages contrôlés 0,004 0,018 0,024 0,0189
Dommages sévères 0,029 - 0,0365 0,0283
une déformation de ec=0,004 représente un état de dommage qui permet de conserver une 
serviabilité. Cette valeur est inférieure à celle du PR F déterminée selon les précédentes 
analyses. En effet, elle est de l’ordre de deux fois plus petite pour l’espacement de 75 mm 
et de 1,25 pour 150mm. L’état de dommage selon Kowalsky [2000] (ec=0,018) est plus 
proche de celles pour les poteaux de PRF. La différence est de l’ordre de près de 30 % 
et 6 % pour un espacement respectif de 75mm et 150 mm. Lehman- et al. [2004] utilise la 
valeur de £c=0,04 utilisée précédemment pour l’é tat de dommages contrôlés. La différence 
entre cette valeur et celles du PR F est de l ’ordre de 3,7% à 5%. Pour les dommages sé­
vères, Lehman et al. [2004], propose la valeur de ec=0,029. Cette valeur est relativement 
semblable (26 % et 2,4 %) de celles déterminées pour les poteaux de PRF de l’analyse nu­
mérique. Cette similitude est encore plus importante pour les espacements d ’étriers plus 
grand (150mm).
En résumé, deux points importants sont à souligner. Premièrement, la séquence d ’endom­
magement est différente pour un poteau confiné. La fissuration ou l’écaillage de l’enrobage
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ne sont pas des dommages observables pour ce type de poteau. Par contre, la fissura­
tion dans le sens horizontal des fibres peut être identifié comme un é ta t de dommages 
pouvant perm ettre le maintien de l’état de service de l’ouvrage sans intervention. L’en­
dommagement dit modéré du béton armé conventionnel se traduisant par la fissuration 
excessive ou la perte de l’enrobage sont aussi retardées par le PRF. P ar contre, l’expan­
sion du béton peut engendré une plastification des étriers qui à pour effet de modifier le 
comportement axial puisque seule la rigidité du confinement de PRF peut apporter une 
pression supplémentaire. Dès lors, la structure maintien son intégrité. Les étriers étant 
plastifiés, le comportement de l’élément est changé puisqu’il y présence de déformation 
permanente du confinement. Lors d ’une prochaine sollicitation le comportement axial du 
béton sera différent de celui initial. Pour ces raisons, il est possible de relier ce type de 
dommage à un niveau modéré. Les dommages sévères que peut subir une pile de pont 
sont l’écrasement du noyau de béton, le flambage de barres longitudinales ou encore la 
rupture d ’une barre. Ces types de dommages peuvent survenir pour les poteaux confinés 
de PRF. Comme il a été observé lors des essais de Carvalho [2012], la diminution de la 
section de béton, la rupture de barre ainsi que le flambement de ces dernières peut surve­
nir une fois l’éclatement du PRF atteint. Dès lors, le confinement est seulement apporté 
par l’acier qui est déjà plastifié. Au-delà de la rupture du PRF, les dommages sont donc 
sévères. Deuxièmement, les états limites proposés pour les bétons armés conventionnels ne
Tableau 5.2 Comparaison des états limites pour une piles de pont
Niveau Béton armé Béton confiné de PR F
relatif Dommages ec Dommages ec
Service Fissuration enrobage 0,04 - Fissurations parallèles aux fibres 0,01 1-3
Modéré Fissuration enrobage 0,018 3 Plastification des étriers 0,021 3-6
Ecaillage Fissuration du béton
Sévère Ecrasement du noyau 0,029 6 Rupture du P R F  0,0324 8 - 1 1
représente pas de manière efficace les niveaux d ’endommagement exposés précédemment. 
Les ductilités atteintes pour des poteaux confinés de PR F sont supérieures à celles d ’un 
poteau en béton armé conventionnel. Pour cette raison, les ductilités proposées dans la 
littérature ne représentent pas le comportement de poteaux confiné de PRF. De la même 
manière, les déformations axiales ultimes du béton confiné de PRF sont plus im portantes 
en raison du confinement supplémentaire. Par contre, l’utilisation d ’états limites relatifs 
à la capacité ultime (e^) est une bonne méthode. Le tableau 5.2 présente ùn résumé des 
différents niveaux d ’endommagement, le détail des dommages ainsi que les valeurs propo­
sée dans la littérature pour le béton conventionnel. Suivant la présente analyse, les mêmes
100 CHAPITRE 5. ANALYSE DES RÉSULTATS
informations pour les poteaux confinés de PR F y sont aussi répertoriées. Pour ce faire, la 
moyenne des résultats obtenues pour les poteaux de 75 mm et 150 mm ont été utilisées. 
On y remarque que les valeurs sont différentes de celle proposées dans la littérature pour 
le béton. Les valeurs plus élevés de ductilité et de déformations représentent mieux les 
différents états d ’endommagement.
5.2 Rotule plastique
Une fois les états limites bien connus, la longueur de la rotule plastique est le dernier para­
mètre à définir selon le dimensionnement à la performance. Avec la déformation de la fibre 
extrême reliée au niveau de performance recherché, on peut prédire le déplacement avec la 
longueur de la rotule plastique selon l’équation 1.2. Comme il l’a été illustré au chapitre 
précédant ainsi que par P.Berry et O.Eberhard. [2007], la rotule plastique varie pendant le 
chargement. Il est bonne pratique d ’utiliser la valeur maximale atteinte afin d ’évaluer les 
déplacements ultimes. De plus, lorsque l’on utilise la méthode d ’analyse lump plasticity, 
une longueur fixe qui ne dépend pas de la sollicitation est à envisager puisque l’on s’in­
téresse souvent à la réponse ultime. Par contre, dans une optique de dimensionnement à 
la performance, il serait im portant de tenir compte de la variabilité de la longueur de la 
rotule plastique dans la prédiction du déplacement. Dans le cas contraire, la surévaluation 
du déplacement peut survenir. La valeur maximale de chacun des poteaux constituant 
l’analyse est illustrée au tableau 5.3. À titre  comparatif, les valeurs attendues selon les




Binici et Mosalam [2007] 
(mm)
Gu et al. [2011] 
(mm)
Carvalho [2 0 1 2 ] 
(mm)
S75P10C1 295 317,2 485 195
S75P10C1E 479 394,2 633 195
S75P20C1 244 317,2 485 240
S75P20C1E 367 394,2 633 240
S75P35C1 164 317,2 485 307
S75P35C1E 240 394,2 633 307
S150P10C1 275 317,2 485 182 •
S150P10C1E 412 394,2 633 182
S150P20C1 226 317,2 485 213
S150P20C1E 313 394,2 633 213
S150P35C1 129 317,2 485 261
S150P35C1E 313 394,2 633 261
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équations proposées par Binici, et Mosalam [2007], Gu et al. [2011] et Carvalho [2012] y 
sont présentées. Dans le premier cas, l’équation proposée par Binici et Mosalam [2007] 
diffèrent d ’environ 46%. Cette différente est encore plus évidente pour les poteaux chargés 
à 35% de leur capacité. Cette équation ne possède aucun paramètre perm ettant de tenir 
compte de la charge axiale sur la longueur de la rotule plastique. Or, ce param ètre exerce 
une forte influence sur le résultat entendue comme l’illustre la figure 5.4. Tout comme celle 
Binici et Mosalam [2007], l’équation de Gu et al. [2011] n ’utilise pas l’effet de la charge 
axiale. Par contre, il incorpore l’effet du confinement apporté par le PR F comme il a  été 
souligné à la section 2.5. Par contre, l’équation proposée donne des valeurs beaucoup trop 
élevées. Carvalho [2 0 1 2 ] propose une équation qui délimite principalement la zone endom­
magée du poteau. Contrairement aux autres équations qui sont relatives à la longueur du 
poteau, celle de Carvalho [2012] est fonction du diamètre du poteau. Pour cette raison, 
elle donne des résultats très différent pour les poteaux d ’une longueur de 3m. L’équation 
de [Priestley et al., 1996] donne des longueurs de 350mm et 430mm pour les poteaux de 
2 m et 3 m respectivement.Cette équation est conservatrice pour les poteaux avec un ratio 
de charge axiale (A5/ ')  de 10%. D ’ailleurs, cette dernière é tait pour les ponts, soit pour 
cette valeur de ratio de charge axiale. De ce fait, la différence est trop im portantë pour les 
ratio plus élevé. '
La figure 5.4 présente l’influence des différents paramètres sur la longueur de la rotule 
plastique. Premièrement, on constate que le ratio de charge axiale (Ag/ ' )  est inversement 
proportionnelle à la longueur de la rotule plastique. Il est important de souligner la dif­
férence entre la zone endommagée et la longueur de plasticité. Il est vrai de dire que la 
zone endommagée sera plus grande avec un ratio de charge axiale plus élevé. L’augm enta­
tion des contraintes axiales s’additionnant aux efforts internes développés avec la flexion 
sollicitent une plus grande région du poteau. Par contre, la longueur de plasticité subit 
l’effet contraire. Plus longue sera la longueur lp utilisée dans l’équation 1 .2  plus grand sera 
le déplacement pour une courbure donnée. La déformation de la fibre extrême du béton 
causant la rupture du PRF change selon le ratio de charge axiale en raison de l’équilibre 
d ’énergie (tabl. 4.2) En effet, l’augmentation de la charge axiale accroît la profondeur de 
l’axe neutre. Ainsi, la déformation de la fibre extrême est inférieure. Avec une déformation 
inférieure et une profondeur de l’axe neutre supérieure, la courbure d ’un poteau chargé à 
35% (Ap/,!) à la rupture sera donc inférieure à celle d ’un poteau moins chargé. Les cour­
bures enregistrés lors des analyses numériques sont d ’ailleurs illustrées au tableau 5.4 et 
confirme cet affirmation. La ductilité d ’un poteau fortement chargé est inférieure à  celle du 
même poteau avec une plus faible charge. Les déplacements le sont tout autant. Avec une
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Figure 5.4 Effet des différents paramètres sur la longueur de la rotule plastique
courbure inférieure pour un déplacement qui l’est tou t autant, la longueur de plasticité 
utilisée dans la détermination du déplacement (eq. 1 .2 ) se doit donc de l’être aussi.
Pour ce qui est de l’espacement des étriers, l’influence de ce paramètre n ’est pas très 
important, voir négligeable (±7% ) lorsque la charge axiale est de 10% et 20%. Cette 
différence devient importante (20 %) lorsque la charge axiale passe à 35 %. Ce phénomène 
peut être causé par le fait que la résistance axiale de la section change entre un espacement 
de 75 mm et 150 mm. Une charge axiale élevée aura donc pour effet de causer une rupture 
de PRF un peu plus tôt. En d ’autre mots, la différence entre la rupture du PR F d ’un 
poteau faiblement chargé avec un espacement étrier de 75 mm et 150 mm est moindre que 
celle d ’un poteau fortement chargé. La longueur de la plasticité qui en découle a donc 
une plus grande différence. Ces longueurs illustrées à la figure 5.4 sont exprimés en terme 
de longueur total du poteau. De cette manière, on constate que la modification de la
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longueur de ce dernier n ’exerce pas de différence du point de vue relatif. De ce fait, la 
longueur de la rotule plastique est affectée de manière absolue par le rapport L /D  de 
l’élément. Les courbures sont les mêmes pour un poteau avec un rapport L /D  de 6,7 et 
de 10 à la rupture du PRF. Par contre, les déplacements sont plus im portant. De ce fait, 
la longueur de plasticité doit donc être plus élevée pour les poteaux de plus hauteur pour 
prédire correctement le déplacement.
Avec les longueurs de plasticité déterminées précédemment, les déplacements peuvent être 
prédit selon l’équation 1.2. Le déplacement à la plastification des étriers ( A /^ )  et à la rup­
ture du PRF (A itTup) a été complété (tabl. 5.4). Pour ce faire, la connaissance des courbures 
pour chacun des états (<f>hy, phirup) est importante. Par la suite, on les comparer avec les 
valeurs trouvées par les analyses non linéaires. Dès lors, on remarque une excellente prédic-














S75P10C1 0,0182 0,232 0,467 141,0 269,6 17,3 3,0
S75P10C1E 0,0181 0,232 0,466 337,3 647,2 28,3 4,3
S75P20C1 0,0217 0,195 0,414 108,4 208,6 40,6 1 ,8
S75P20C1E 0,0217 0,195 0,414 244,2 470,3 39,6 1,56
S75P35C1 0,0239 0,149 0,336 7 1 ,2 130,1 41,0 -0 ,8
S75P35C1E 0,0234 0,150 0,337 157,7 287,2 26,8 -2,5
S150P10C1 0,0182 0,190 0,375 112,4 206,8 17,7 3,9
S150P10C1E 0,0181 0,190 0,375 252,2 465,5 28,5 2 ,0
S150P20C1 0,0217 0,156 0,330 8 6 ,0 160,4 56,7 3,8
S150P20C1E 0,0217 0,155 0,329 183,9 338,5 29,2 1 ,6
S150P35C1 0,0239 0,123 0,275 56,5 94,6 23,4 0,3
S150P35C1E 0,0234 0 ,1 2 0 0,259 125,7 206,0 26,5 -2,7
tion du déplacement associé à la rupture du PRF. En effet, une erreur maximale de 4,3% 
a été déterminée. La méthode utilisée basée sur la théorie du moment des aires ainsi que 
sur les points d ’intégration s ’avère une méthode efficace. Malgré cette précision à l’ultime, 
l’erreur est plus importante pour ce qui est de la plastification des étriers. Cette différence 
est reliée au fait que la longueur de la rotule plastique, pour cette ductilité, ne correspond 
pas à la valeur maximale. En effet, comme il a été mentionné précédent, la longueur de la 
rotule plastique varie en fonction de la sollicitation. Par contre, l’erreur demeure conser­
vatrice puisqu’elle surestime le déplacement. Cette exercice démontre que la connaissance 
de la rotule plastique est importante lorsque l’on veut prédire les déplacements pour des 
faibles sollicitation. De la même manière, une modélisation de type distributed plasticity
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serait une meilleure pratique afin de suivre les déformations et les déplacements pour des 
sollicitations à faible intensité. Selon les figures 4.8 à 4.13, c’est pour des ductilités de près 
de 4 que la rotule plastique commence à se stabiliser. Au delà de ce point, l’utilisation de 
la valeur maximale est suffisante.
5.3 Conclusion sur le chapitre
Tout d ’abord, l ’analyse paramétrique a permis d ’évaluer la précision des différents états 
limites de littérature pouvant servir à définir la performance des différents poteaux. -Le 
ratio de charge axiale diminue la ductilité à l’ultime d ’un poteau. Ainsi, l’utilisation de 
ductilité comme état limite peut s’avérer imprécis et peu représentatif. Pour un é ta t de 
service, catégorisé par un indice d ’endommagement relatif d ’environ 1 0 %, la ductilité passe 
de 3 à 1 pour des ratios (A gf c) de charge axiale allant de 10% à 35%. À ce niveau, seul 
la fissuration parallèle aux fibres du PR F peut être observée. Les ductilités associées à un 
état de dommages contrôlés, soit un indice de 30%, se situent entre 2 et 5 selon la charge 
axiale. Dès lors, la plastification des étriers est survenue et la fissuration du composite 
s’accentue. Finalement, l’état de dommages sévères est associée à  une ductilité d ’environ 
3 pour une charge axiale de 35 % tandis qu’une ductilité de 8  représente le ratio de charge 
10 %. Cet état est délimité par la rupture du PRF causée par l’expansion du béton. Au-delà 
de ce point, le flambage des barres ainsi que la perte de section survient.
Outre le ductilité, les déformations de la fibre extrême de béton peuvent être utilisées pour 
borner les différents niveaux d ’endommagement. L’utilisation de valeurs de déformations 
relatives s’avère efficace. Les valeurs de l /Z e ^ , 2/Zecu et £ra, où la déformation ultime est 
définie par la rupture du PRF. Ainsi, les déformations ont une variabilité et peuvent tenir 
compte de l’espacement des étriers et de la charge axiale ( Agf c).
La longueur de la rotule plastique ou la longueur de plasticité perm ettant de prédire 
le déplacement a été évalué pour différents poteaux. Il a été possible de constater une 
variation de cette longueur durant la sollicitation jusqu’à l’atteinte d ’une valeur maximale 
pour des ductilités de près de 4. Ainsi, l’utilisation d ’une longueur fixe peut surestimer 
les déplacements lors de faibles sollicitations. Diverses équations sont disponibles afin 
de prédire cette longueur. Par contre, aucune d ’entre elle ne le fait de manière précise. 
L’équation proposée par Binici et Mosalam [2007] surestime légèrement la longueur pour 
les poteaux chargés à 10% de sa capacité (Afl/ ') .  Selon les analyses numériques qui ont 
été complétées, les déplacements ont été prédit de manière précise. De plus, le ratio de
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la charge axiale (A gf 'c) diminue cette longueur. Cette dernière diffère d ’ailleurs de la zone 
d ’ endommagement.
Cela dit, le ratio de charge axiale exerce beaucoup d ’influence sur le comportement. Comme 
il a été mentionné précédemment, le ratio de 10  % est souvent utilisé dans le domaine des 
ponts. De ce fait, il est intéressant de porter attention aux différentes conclusions pour 
ce type de poteaux. Les états limites pour les ponts, comme Priestley et al. [1996] pour 
nommer que ceux-là, sous-estiment les ductilités atteintes pour les différents niveaux d ’en­
dommagement. En effet, des ductilités de 3 et 6  pour les niveaux de dommages modéré 
et sévère sont dépassés. Les analyses ont permis de démontrer l’atteinte de ductilité de 6 
et 11 pour ces états respectifs. Par contre, les valeurs de déformations relatives proposées 
par Aschheim et Rodriguez [2011] ont permis de bien représenter les niveaux d ’endom­
magement. A l’opposé, les équations disponibles pour la longueur de la rotule plastique 
surestime légèrement les valeurs déterminées numériquement. De cette manière, les dépla­
cements sont surévalués.
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CHAPITRE 6 
Conclusion et Recomm andations
6.1 Conclusion
L’augmentation de la performance d ’un élément confiné avec matériaux composite a fait 
ces preuves. Le confinement apporté par le PR F permet de restreindre l’expansion excessive 
du noyau de béton et. du même coup, maintient son intégrité. La fissuration et l’éclatement 
de l’enrobage sont évités perm ettant ainsi la participation de ce dernier dans la reprise des 
efforts de compression. De plus, la pression de confinement additionnelle apportée par le 
PRF retarde le flambement des barres longitudinales. Ces dommages font d ’ailleurs partie 
des différents états limites bornant les niveaux de performance.
Une campagne expérimentale effectuée conjointement avec Carvalho [2012] a permis de re­
produire le comportement observé et de confirmer les hypothèses posées pour la réalisation 
du modèle. En plus du comportement global, les modèles ont pu prédire la plastification 
des étriers ainsi que la rupture du composite. Ces deux é ta ts  ont d ’ailleurs été choisis 
comme états limites caractérisant les états d ’endommagement des poteaux confinés de 
PRF. Le modèle de confinement d ’Eid et Paultre [2008] a été utilisé suivant quelques mo­
difications afin de conserver la même rigidité que le béton armé conventionnel. Ainsi, la 
rigidité latérale des piles n ’était pas influencée par le confinement. La précision des mo­
dèles utilisés a donné des résultats très similaire, et ce, avec une excellente prédiction. Les 
modèles avaient comme objectif de reproduire le comportement pré-rupture du PRF. Au 
delà de cet état, l’élément perd beaucoup de résistance et sa rupture devient imminente. 
De plus, par le biais de la distribution de la courbure sur l ’élément, la longueur de la rotule 
plastique a pu être évaluée. Cette longueur varie en fonction du degré de la sollicitation 
latérale pour ensuite atteindre une valeur constante. Suivant les analyses, il a été noté que 
cette stabilité survient à des ductilités de 3 et 4. Selon la méthode du moment des aires, il 
est possible de prédire le déplacement avec la longueur de la rotule plastique déterminée 
numériquement. Ces déplacements ont été comparés avec ceux mesurés au laboratoire afin 
d ’évaluer la justesse de la méthode. La précision obtenue se situe d’ailleurs entre 1 % et 
16%.
Après la calibration du modèle de base, une analyse paramétrique suivant l’espacement 
des étriers, la charge axiale ainsi que l’élancement des poteaux a été complétée. Cela a
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permis de comparer les différents états limites pour les poteaux de béton armé convention­
nel (fissuration, perte d ’enrobage, écrasement noyau, etc.) avec ceux des poteaux confinés 
de PR F (plastification étriers, rupture PRF, etc.). La ductilité et les déformations comme 
paramètres de caractérisation ont été choisi. Il a été possible de remarquer le retardem ent 
de l’endommagement avec la présence du confinement de PRF. L ’intégrité de la structure 
est maintenue pour des valeurs de ductilité supérieurs et rends ainsi les états limites de 
performance non représentatif pour ce type d ’élément. La longueur de la rotule plastique 
a été évaluée pour chacun des poteaux .constituant la campagne expérimentale. Les dif­
férentes équations disponibles dans la littérature ne perm ettent pas une bonne précision 
dans l’évaluation de la longueur de la rotule plastique.
6.2 Recommandations
Ce projet s’est principalement consacré sur le comportement pré-rupture du PRF. Lors de 
la mise sur pied du modèle, la création d’un matériaux C oncreteFRP  avait été réalisée 
afin de tenir compte de la perte de rigidité du béton une fois l’atteinte de la rupture 
de PRF. Cette méthode a été écartée puisque, comme il a été observé, la rupture du 
PR F n’est pas défini par l’atteinte de la déformation ultime dans la fibre supérieure pour 
les poteaux confinés de PRF. En raison de la distribution linéaire de la déformation, 
l’expansion n’est pas uniforme comme c’est le cas pour un poteau chargé seulement de 
manière axiale. Si l’on désire étudier le comportement post-rupture, il va s’en dire que 
l’on doit utiliser un modèle qui possédera une perte de rigidité. Cette perte devra survenir 
pour une déformation différente selon sa position par rapport à l ’axe neutre. Cet exercice 
pourrait s’avérer intéressant afin d ’introduire le flambage des barres longitudinales.
L’utilisation de nouvelles valeurs de déformations différentes pour définir les états limites 
de performances pour les poteaux confinés avec PRF est importante. Des valeurs de dé­
formations correspondant à ec=0,02 et 0,035 pourraient être utilisées pour des dommages 
limités et sévères selon les résultats observés dans le cadre du présent projet. Malgré que 
ces états possèdent les mêmes niveaux de service que ceux pour le béton armé convention­
nel, les dommages qui y sont associés diffèrent. En effet, on dénote la plastification des 
étriers ainsi que la fissuration parallèle aux fibres dans le cas des dommages catégorisés 
comme limités tandis que le rupture du PR F par éclatement est le principale dommages 
associés à l’endommagement sévères.
Finalement, les analyses non linéaires ont permis d ’observer la variation de la longueur de 
la rotule plastique. La théorie derrière ce principe est très bien maîtrisée pour les poteaux
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en béton armé conventionnel. Par contre, ces équations ne représentent pas les poteaux 
confinés avec PRF. Lorsque l’on procède à une analyse de type distributed plasticity, la 
longueur où l’on concentre la nonlinéarité est un facteur important de la justesse de la 
réponse.
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